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Les gens ne cessent de dire qu’il est beau d’avoir des certitudes. Il semble qu’ils aient
comple´tement oublie´ la beaute´ plus subtile du doute. Croire est tellement me´diocre. Douter
est tellement absorbant. Rester vigilant, c’est vivre; eˆtre berce´ par la certitude, c’est
mourir.
Extrait des Aphorismes. e´d. mille et une nuits (OSCAR WILDE)
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Abstract
During a forging process, components undergo complex large strains. As a conse-
quence, the microscopic is not homogeneous and the macroscopic behavior of the final
component is not isotropic; it varies with different loading conditions and directions.
The goal of this study is to take into account this anisotropy in high cycle fatigue
simulations on industrial components on the basis of forging output. Standard high
cycle fatigue criteria predict efficiently the resistance of isotropic components but are not
suitable for anisotropic components.
The aim is to represent explicitly this anisotropy at a lower scale compared to the
process scale and well identified local coefficients needed to simulate a real case. Thus,
from stochastic experimental data, a very realistic microstructure can be reconstructed
in order to perform high cycle fatigue simulations for different orientations.
By this means, the local mechanical anisotropy is included and local parameters, which
are needed to optimize back the forging process, can be determined. The link between
these data and the process scale is, as a first approximation, the fiber vector and the
kneading coefficient, which can later be used to calculate global mechanical anisotropy.
The results can be integrated in global optimization loops to determine, for instance, the
relevant preform of the component.
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Re´sume´
Durant le proce´de´ de forgeage, la pie`ce subit des de´formations complexes et impor-
tantes. Ainsi, la microstucture finale n’est pas homoge`ne, et le comportement macro-
scopique du mate´riau change selon la direction de sollicitation. Ce phe´nome`ne, directe-
ment lie´ au proce´de´ me´canique de mise en forme constitue, l’anisotropie du comportement
de la pie`ce forge´e.
Le but de cette e´tude est de relier cette anisotropie a` des calculs de fatigue a` grand
nombre de cycles. Pour des pie`ces suffisamment isotropes (des pie`ces coule´es par exemple),
les crite`res classiques sont de bons pre´dicteurs, mais leur utilisation pour des pie`ces forge´es
n’est pas recommande´e.
Ainsi, pour tenir compte de cet effet, l’anisotropie est repre´sente´e a` une e´chelle d’e´tude
plus petite que celle du proce´de´ : l’e´chelle me´soscopique c’est a` dire l’e´chelle du grain. A
partir des donne´es statistiques obtenues sur la pie`ce re´elle, nous pouvons reconstruire un
volume e´le´mentaire digital et lui faire subir des de´formations et des analyses en fatigue
dans toutes les directions. Ceci afin de de´terminer les coefficients locaux dont nous avons
besoin pour revenir sur la simulation de la mise en forme et des proprie´te´s induites en
fatigue de la pie`ce forge´e. Il s’agit donc d’une e´tude multi-e´chelles reliant l’e´chelle de la
microstructure a` celle de l’inge´nieur.
Par ce biais, l’anisotropie me´canique locale est prise en compte a` travers des parame`tres
locaux qui de´pendent de l’orientation de la microstructure mais aussi du taux de de´for-
mation. Les liens avec la pie`ce industrielle sont un vecteur fibrage (qui donne l’anisotropie
induite par le proce´de de forgeage) et un taux de de´formation locale subie. Ainsi, les
re´sultats peuvent eˆtre utilise´s dans l’optique d’optimiser la pre´forme du composant pour
optimiser sa tenue en fatigue.
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Introduction
Ce travail s’inscrit dans le projet ANR (Agence Nationale pour la Recherche) Op-
tiforge commun entre trois partenaires acade´miques (CEMEF, LPMI, MATEIS) et six
partenaires industriels (PSA, Ascometal, Ascoforge, Setforge, Transvalor, CETIM). Le
proble`me industriel qui a initie´ ce projet constitue une proble`matique re´currente dans la
fabrication de pie`ces a` hautes performances. Il s’ave`re que parmi tous les proce´de´s de
mise en forme (moulage a` chaud, me´tallurgie des poudres), le forgeage est le proce´de´ qui
permet la fabrication des pie`ces les plus re´sistantes en fatigue. A titre d’exemple, une
e´tude re´cente de Fatemi et Zoroufi [50] compare la tenue en fatigue de pie`ces industrielles
forge´es avec des pie`ces moule´es et des pie`ces mises en forme par frittage de poudre pour des
conditions de service identiques. Ils concluent a` une tenue plus grande a` la fatigue a` grand
nombre de cycles et une meilleure re´sistance a` la propagation de fissures des pie`ces forge´es.
La mise en forme par forgeage permet d’e´laborer des pie`ces industrielles posse´dant des
ge´ome´tries tre`s complexes avec un taux de production important et un e´tat de surface tre`s
satisfaisant et reproductible. Une des particularite´s de ces proce´de´s est le de´veloppement
d’une microstructure particulie`re oriente´e dans le sens de la de´formation qui est connue
pour ame´liorer nettement, entre autres, ses caracte´ristiques de tenue en fatigue. De meˆme,
le taux de re´duction subi par la pie`ce lors du proce´de´ participe a` cette anisotropie struc-
turale qui oriente les grains et les inclusions dans une direction pre´fe´rentielle.
Le but de ce projet est donc d’aboutir a` une chaˆıne de simulation virtuelle inte´grant
la phase de mise en forme de la pie`ce par forgeage (prise en compte de l’histoire ther-
mome´canique de la matie`re) et un dimensionnement en fatigue. Parmi les diffe´rentes ap-
proches de´veloppe´es pour simuler la fatigue illimite´e, les crite`res dits ”crite`res de plan cri-
tique” sont les plus pertinents pour de´velopper une analyse ge´ne´rale inte´grant le forgeage.
Pour de´terminer les caracte´ristiques microstructurales et les relier au dimensionnement en
fatigue sur pie`ce re´elle, nous avons duˆ de´velopper toute une mode´lisation de la microstruc-
ture et la soumettre a` des sollicitations en contraintes cycliques. Cette microstructure a
e´te´ ge´ne´re´e a` partir d’essais me´caniques et d’observations microstructurales. Ainsi, les
statistiques morphologiques et rhe´ologiques de chaque constituant ont e´te´ de´termine´es
pour mode´liser une microstructure adapte´e et ainsi acque´rir les parame`tres ne´cessaires
pour e´laborer un calcul de dimensionnement en fatigue sur pie`ce re´elle.
Chaque partenaire devait apporter les compe´tences techniques et les expertises rela-
tives a` son domaine. La figure 1 re´sume le roˆle de chacun dans le projet.
Le roˆle d’Ascometal a e´te´ de fournir le mate´riau utilise´ par PSA pour forger les pie`ces
industrielles ainsi que d’effectuer certains, dont les essais re´alise´s sur le composant final
2Figure 1 : Roˆle de chaque partenaire dans le projet ANR Optiforge
(triangle de suspension PSA). Les laboratoires MATEIS (INSA Lyon) et LPMI (ENSAM
d’Angers) ont mene´ les essais de traction-compression alterne´e et de torsion alterne´e de
fatigue sur barreau brut de laminage (fourni par Ascometal) avec la meˆme gamme de
mate´riau utilise´e pour le forgeage des pie`ces industrielles. Le LPMI a aussi contribue´ a`
de´velopper un crite`re de dimensionnement adapte´ aux calculs par e´le´ments finis. MATEIS
a de son coˆte´ travaille´ sur l’e´tude du suivi de fissures au cours des essais de torsion al-
terne´e. Le CETIM a pris en charge l’analyse des pie`ces industrielles fournies par Setforge
et Ascoforge. Transvalor valida l’aspect nume´rique de la mise en forme des pie`ces in-
dustrielles. Le roˆle du CEMEF a e´te´ de ge´ne´rer nume´riquement la microstructure de la
pie`ce industrielle apre`s avoir mene´ toute une e´tude de caracte´risation rhe´ologique et de
caracte´risation morphologique de la microstructure du mate´riau. De plus, nous avions en
charge l’e´laboration de toute la de´marche algorithmique permettant de relier les calculs a`
l’e´chelle microscopique aux calculs mene´s au niveau du triangle de suspension, pie`ce forge´e
par PSA. Toute la gamme de forgeage, de´finie sur le logiciel e´le´ments finis Forge2005r a
e´te´ fournie par PSA. Nous l’avons adapter pour calculer les parame`tres relatifs aux car-
acte´ristiques macroscopiques des pie`ces forge´es, a` savoir le fibrage et le taux de re´duction
3(ou taux de corroyage). La de´marche d’ensemble adopte´e pour mener a` bien cette e´tude
est re´sume´e sur la figure 2.
Figure 2 : De´marche ge´ne´rale du projet
Cette the`se est divise´e en 6 chapitres que nous pouvons regrouper selon trois axes. Les
chapitres 1 et 2 re´sument les outils et crite`res que nous avons utilise´s pour mener a` bien
le calcul sur la pie`ce re´elle. Dans le chapitre 1, nous exposons les crite`res de fatigue les
plus couramment utilise´s et les de´marches qui ont e´te´ adopte´es afin de prendre en compte
certaines caracte´ristiques des pie`ces forge´es. Le chapitre 2 pre´sente brie`vement le logiciel
sur lequel nous avons e´labore´ la mise en forme et les calculs en fatigue du cas indus-
triel. Les chapitres 3 et 4 regroupent toute la campagne d’essais expe´rimentaux qui ont
e´te´ ne´cessaires afin de valider ou infirmer certaines hypothe`ses. Le chapitre 3 re´capitule
tous les essais de caracte´risation rhe´ologique du mate´riau utilise´ et les essais me´caniques
re´alise´s au sein du laboratoire du CEMEF et par les autres partenaires du projet. Le
chapitre 4 re´sume toute l’approche de caracte´risation microstructurale que nous avons
mene´e au laboratoire dans le but de de´terminer les caracte´ristiques d’orientation et les
caracte´ristiques morphologiques des grains et des inclusions. Enfin, les chapitres 5 et 6
pre´sentent les outils nume´riques que nous avons de´veloppe´s dans le cadre de cette the`se
afin de mener a` bien l’e´tude multi-e´chelle entre les calculs de fatigue sur les volumes mi-
crostructuraux et les calculs sur pie`ce re´elle. Ainsi le chapitre 5 re´sume toute l’approche
algorithmique de la ge´ne´ration microstructurale nume´rique et le chapitre 6 pre´sente les
re´sultats et la sensibilite´ des parame`tres nume´riques sur les calculs de fatigue microstruc-
turaux. Les re´sultats obtenus sont relie´s au calcul sur pie`ce re´elle afin de prendre en
compte explicitement des caracte´ristiques spe´cifiques induites par le proce´de´ de mise en
forme.
Chapitre 1
L’analyse de la tenue en fatigue des
pie`ces forge´es : une histoire re´cente
1.1 Introduction
Le phe´nome`ne de la fatigue des mate´riaux devint un proble`me re´current au de´but
du 19e`me sie`cle au cours de la re´volution industrielle. A l’e´poque, la fatigue e´tait con-
side´re´e comme une maladie de l’acier parce que les me´canismes conduisant a` la rupture
e´taient inconnus. Cette ide´e est parfaitement retranscrite par Stendhal, qui e´crivit, dans
les me´moires d’un touriste en 1838, le paragraphe suivant tire´ de La charite´ :
Je traversais au grand trot la petite ville de La Charite´, lorsque, pour me punir d’avoir
pense´ longuement ce matin aux maladies du fer, l’essieu de ma cale`che casse net...
J’examine le grain du fer de mon essieu ; il est devenu gros, apparemment qu’il sert depuis
longtemps. J’examine le ge´nie du forgeron...
A cette e´poque, aucune diffe´renciation n’e´tait faite entre les proce´de´s de mise en forme.
La premie`re e´tude mene´e sur les proble`mes de rupture lie´s a` la fatigue a e´te´ publie´e en
1837 par Albert [120]. Il travaillait sur les collecteurs de charbon tire´s, a` l’e´poque par
des chaˆınes. Il en conclut qu’en service, l’utilisation de caˆbles me´talliques e´taient mieux
approprie´e aux contraintes subies. Mais ce n’est qu’en 1842, qu’un accident poussa les
chercheurs a` ame´liorer leur connaissance sur le sujet. A cause de la rupture fragile d’un
essieu par fatigue, le de´raillement du train Paris-Versailles causa 55 victimes. Rankine
entreprit alors, en 1842, quelques expe´riences afin d’ame´liorer l’effet des concentrations
de contraintes sur l’essieu. Quant a` Wo¨hler, il fit des essais sur une pie`ce re´elle en service
a` partir de 1858. Ce fut le commencement des essais de fatigue. Cependant, apre`s 170
ans de recherche, la fatigue reste un proble`me d’actualite´ pre´sentant encore de nombreux
de´fis scientifiques. En juillet 2002, un pipeline se fissura au Minnesota libe´rant plus d’un
million de litres de pe´trole brut dans la nature (figure 1.1). La cause fut une rupture en
fatigue d’un des tronc¸ons due aux sollicitations cycliques subies durant son transport. La
soudure de raccordement des deux parties de la plaque avait casse´ sous le poids des autres
tronc¸ons. Plusieurs autres accidents dramatiques ont e´te´ la conse´quence d’un proble`me
lie´ a` la fatigue. Nous pouvons citer l’accident du train a` Eschede en 1998, l’un des plus
meurtriers de l’histoire, le de´sastre de l’Erika en 1999 ou encore le crash du Bœing 767
a` Los Angeles en 2006. En 1982, les proble`mes lie´s aux ruptures par fatigue aux Etats-
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Unis ont e´te´ estime´s a` 119 milliards de dollars alors qu’en 1998, la fatigue par corrosion
repre´sentait a` elle seule plus de 356 milliards de dollars. Aujourd’hui, 90% des fissures
apparaissant sur les pie`ces me´talliques en service sont dues a` la fatigue. Pour les e´viter,
des analyses non destructives sont pratique´es et repre´sentent, rien qu’aux Etats-Unis, 2
milliards de dollars [50].
Figure 1.1 : Rupture d’un pipeline au Minnesota en juillet 2002 suite a` une rupture en fatigue
Nous allons dans une premie`re partie brosser un panel de me´thodes qui permettent de
de´terminer les zones critiques d’une pie`ce soumise a` des sollicitations cycliques. A priori,
ces me´thodes sont applicables pour une pie`ce fabrique´e par n’importe quel proce´de´ de
mise en forme. Ce sont les crite`res les plus usite´s dans les codes de dimensionnement en
fatigue. Nous pre´senterons par la suite quelques crite`res qui permettent de prendre en
compte certaines caracte´ristiques des pie`ces forge´es.
1.2 De´finitions
Nous pouvons de´finir commune´ment la fatigue par la de´finition suivante :
La fatigue est un processus qui, sous l’action de contraintes variables dans le temps,
modifie les proprie´te´s locales d’un mate´riau et peut entraˆıner la formation de fissures et
e´ventuellement la rupture de la structure. L’amplitude maximale des contraintes est tre`s
infe´rieure a` la re´sistance a` la traction Rm du mate´riau.
Il existe deux types de chargements : les chargements cycliques (figure 1.2) ou les
chargements non constants. Pour ces derniers, des me´thodes de ”comptage” (type ”rain-
flow method” [2]) permettent de tenir compte des sollicitations re´ellement endommageantes
et de diminuer ainsi la quantite´ des donne´es a` traiter. Dans le cas des chargements cy-
cliques, nous pouvons de´finir 3 parame`tres (figure 1.2) :
• σmin, la contrainte minimum du cycle ;
• σmax, la contrainte maximale du cycle ;
• T , la pe´riode du chargement cyclique.
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Figure 1.2 : Chargement cyclique
De ces parame`tres, nous de´finissons e´galement deux autres parame`tres :
• σa = σmax−σmin2 , l’amplitude du chargement ;
• σm = σmax+σmin2 , la valeur moyenne du cycle.
Lors d’un chargement pe´riodique, trois domaines peuvent eˆtre de´finis : un domaine
purement compressif, un domaine de contraintes alterne´es et un domaine de traction
(figure 1.3). Afin de jauger le niveau du chargement cyclique, un cœfficient Rσ =
σmin
σmax
est
utilise´. Les diffe´rents e´tats sont de´crits en figure 1.3. Lorsque Rσ = −1, nous parlons de
chargement purement alterne´.
Figure 1.3 : Classification des sollicitations pour un chargement pe´riodique [111]
La fatigue peut ge´ne´ralement se de´composer en trois domaines d’e´tude. Pour cela,
nous repre´sentons l’amplitude de la contrainte uniaxiale en fonction du nombre de cycles
a` rupture. Pour chaque amplitude de contrainte, nous pouvons associer un nombre de
cycles pour lequel le composant va se rompre. Ce sont les courbes de Wo¨hler (figure 1.4).
1.2. DE´FINITIONS 7
Figure 1.4 : Courbe de Wo¨hler de´finissant les trois domaines de la fatigue des mate´riaux
Le premier domaine est le domaine oligocyclique de´fini par un nombre de cycles a`
rupture assez faible (oligo = peu). Le chargement uniaxial de´passe ge´ne´ralement la limite
d’e´lasticite´ Re du mate´riau. Le comportement macroscopique est un comportement plas-
tique. Le second domaine est un domaine transitoire dans lequel l’amplitude de contrainte
est en dec¸a` de la limite d’e´lasticite´ du mate´riau. Finalement, le troisie`me domaine est le
domaine a` grand nombre de cycles ou polycyclique. Nous pouvons de´finir dans la plupart
des cas une limite asymptotique σD. Cette limite est la limite de fatigue pour laquelle le
mate´riau a une dure´e de vie ”infinie”.
Etant donne´ le domaine courant d’utilisation de nombreuses pie`ces forge´es, nous nous
placerons dans le domaine de la fatigue polycyclique. Dans ce domaine, deux me´canismes
rentrent en jeu. La fatigue peut eˆtre controˆle´e par la matrice granulaire du mate´riau qui
subit de la microplasticite´ ou bien par les concentrations de contraintes au voisinage des
inclusions et des porosite´s de taille importante. Les deux me´canismes peuvent e´galement
cœxister. Il existe une zone de transition en dec¸a` ou au dela` de laquelle l’un des deux
me´canismes est pre´ponde´rant. Les courbes de Kitagawa permettent de jauger, par rapport
au diame`tre des de´fauts ou bien a` partir des donne´es me´caniques du mate´riau, lequel des
me´canismes rentre en jeu (figure 1.5).
Figure 1.5 : De´finition des courbes de Kitagawa
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Nous allons balayer dans les chapitres suivants les diffe´rents aspects dans le calcul en
fatigue afin d’introduire les approches ne´cessaires a` un calcul sur pie`ces forge´es. Nous
allons, dans une premie`re partie, pre´senter les crite`res couramment usite´s dans le cadre
du dimensionnement en fatigue a` savoir les crite`res de plan critique qui tiennent compte
essentiellement de la microplasticite´ au niveau des grains. Ensuite, nous pre´senterons les
crite`res qui tiennent compte des de´fauts des inclusions dans le calcul de fatigue. Nous
pre´senterons e´galement l’utilisation des statistiques dans la tenue en fatigue, essentielles
pour tenir compte du degre´ statistique de la re´sistance des pie`ces par rapport a` des sol-
licitations parfois ale´atoires. Enfin, nous pre´senterons les crite`res qui prennent en compte
l’anisotropie de comportement des pie`ces industrielles, une caracte´ristique intrinse`que des
pie`ces forge´es.
1.3 Crite`res de´terministes
La fatigue polycyclique se de´finit donc par la re´ponse du mate´riau soumis a` un grand
nombre de sollicitations, l’inte´reˆt e´tant de de´terminer l’amplitude des contraintes en dec¸a`
de laquelle le mate´riau ne rompt plus. En pratique, nous allons fixer un nombre de cycles
Nr repre´sentatif de l’inte´reˆt industriel et de´finir une limite dite limite d’endurance σD(Nr)
(ge´ne´ralement de 106 a` 109 cycles).
Les premie`res de´terminations de cette limite d’endurance ont e´te´ faites a` partir des
donne´es caracte´ristiques du mate´riau et du chargement. Seuls les chargements uniaxiaux
e´taient conside´re´s. Les droites de Goodman, de So¨derberg et la parabole de Gerber sont
les plus utilise´es (figure 1.6).
Figure 1.6 : Diagramme de Haigh [111]
Cependant, ces approches empiriques ne de´crivent que phe´nome´nologiquement la fa-
tigue. Orowan en 1939 [98] propose ce qui va eˆtre la base des e´tudes en fatigue actuelles.
Dans son approche, le grain est conside´re´ comme une inclusion a` part plonge´e dans une
matrice e´lastique (repre´sente´e par les ressorts sur la figure 1.7). Cette approche se rap-
proche effectivement de la re´alite´ puisqu’e´tant donne´ le nombre e´leve´ de sollicitations que
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subit le mate´riau, les contraintes doivent eˆtre tre`s infe´rieures a` sa limite d’e´lasticite´ Re.
Ainsi, la de´formation macroscopique est re´versible. Cependant, a` l’e´chelle me´soscopique
(c’est-a`-dire a` l’e´chelle du grain), il se peut que les contraintes locales de´passent le seuil
d’e´coulement plastique du grain. A ce moment-la`, les dislocations commencent a` se
de´placer, laissant libre cours a` la propagation des de´fauts au sein du grain. Un processus
de cumul de de´formation plastique intervient pouvant aller jusqu’a` l’amorc¸age local de
la fissure. Il est donc important de diffe´rencier deux aspects dans l’e´tude de la fatigue
polycyclique :
1) La phase d’amorc¸age de fissures par fatigue qui repre´sente plus de 90% de la dure´e de
vie de la structure.
2) La phase de propagation de la fissure.
Figure 1.7 : Approche d’Orowan (1939)
1.3.1 Processus d’adaptation et cission me´soscopique
Dans la suite de ce travail, nous nous inte´resserons essentiellement a` la phase d’amor-
c¸age. Etant donne´ que les contraintes sont tre`s faibles, le comportement macroscopique
de la pie`ce reste quasi-e´lastique. Seuls quelques grains subissent une de´formation plas-
tique. Nous supposons que la de´formation totale  du grain est e´gale a` la de´formation
totale macroscopique E (c’est l’approche de Lin-Taylor [131]). Etant donne´ que la partie
plastique macroscopique est ne´gligeable, nous obtenons :
E =  =⇒ Ee = e + p (1.1)
ou` p correspond a` la de´formation plastique du grain et e correspond a` la de´formation
e´lastique. En fatigue illimite´e, un e´tat d’adaptation de la matie`re est ne´cessaire, au bout
d’un certain temps de chargement, pour que la pie`ce supporte autant de cycles. Nous ne
pouvons pas envisager une accumulation de la de´formation plastique a` l’infini (effet de ro-
chet). Dans les premiers cycles du chargement, le grain peut eˆtre en re´gime e´lastoplastique
mais, au bout d’un certains temps, la plasticite´ n’est plus le moteur de l’adaptation. Le
grain s’adapte donc e´lastiquement au chargement macroscopique; nous ne tenons pas
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compte de l’effet Bauschinger1 en ge´ne´ral et le phe´nome`ne d’accommodation2 ne peut
eˆtre envisage´ a` une si petite e´chelle puisque la propagation de de´fauts est irre´versible
pour une sollicitation me´canique seule. Cela se traduit par le fait que les contraintes sta-
bilise´es, qui sont les contraintes re´siduelles subies par le grain, ne de´pendent plus du temps.
De plus, comme les proprie´te´s e´lastiques du mate´riau sont suppose´es inde´pendantes du
temps, les caracte´ristiques de l’e´volution dans le temps sont identiquement reproduites a`
l’e´chelle locale en tout point. Nous pouvons donc utiliser les contraintes Σ agissant au
niveau d’un volume e´le´mentaire repre´sentatif (V.E.R.), c’est a` dire le volume le plus petit
homoge´ne´isable (figure 1.8).
Figure 1.8 : De´finition du volume e´le´mentaire repre´sentatif
Ce comportement est de´fini en e´crivant les contraintes microscopiques σ comme :
σ(t) = Σ(t) + ρ∗ (1.2)
ou` ρ∗ est le tenseur des contraintes re´siduelles dans l’e´tat adapte´ pour un temps t > tadapte´.
Ce tenseur ne de´pend donc pas du temps t. La figure 1.9 de´finit le phe´nome`ne d’adaptation
au niveau du grain.
Figure 1.9 : Processus d’adaptation de la cission microscopique
1
Effet Bauschinger : Le comportement en traction est diffe´rent du comportement en compression. La courbe contrainte-de´formation est
dissyme´trique.
2
Phe´nome`ne d’accomodation : Cycle stabilise´ avec de´formation plastique.
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Comme nous l’avons explique´, le cycle macroscopique est, du de´but jusqu’a` la fin,
quasi-e´lastique, alors qu’au niveau du grain, le re´gime e´lastoplastique tend a` devenir un
re´gime e´lastique. En retenant l’ide´e que la matie`re s’e´coule par glissement des plans
atomiques les uns sur les autres, le parame`tre qui semble le plus apte a` de´crire un com-
portement local irre´versible est le cisaillement. Il suffit donc de de´terminer, sur le volume
e´le´mentaire, le plan de cisaillement le plus critique et donc le plus nocif. Pour cela, nous
de´finissons un plan P de normale n quelconque traversant le V.E.R. en son centre. Nous
de´finissons Σn = Σ.n, les contraintes agissant sur P . La contrainte normale N au plan
P , appele´e tension, est la projection du vecteur Σn sur la normale n :
N = (n.Σ)n (1.3)
La cission C est la projection orthogonale du vecteur contrainte Σ sur P :
C = n.Σ− (n.Σ)n (1.4)
En notant τ , le cisaillement microscopique (figure 1.10), le vecteur repre´sentatif de la
cission re´siduelle stabilise´e s’e´crit :
τ ∗ = ρ∗.n (1.5)
Au vu de la figure 1.10, nous comprenons que les contraintes de cisaillement subies
localement τ(n, t) sont e´gales aux contraintes de cisaillement macroscopiques mais de´cale´es
du vecteur cission relatif aux contraintes τ ∗(n) re´siduelles locales.
Figure 1.10 : De´finition des contraintes re´siduelles microscopiques [90]
Au cours d’un chargement pe´riodique, la pointe du vecteur cission C dans le plan P
de´crit donc une courbe ferme´e Ψ. L’important est donc de de´terminer la courbe circon-
scrite a` ce trajet macroscopique pour de´finir la contrainte de cisaillement moyenne Cm qui
en est le centre (figure 1.10). Pour cela, il faut utiliser l’algorithme de la ”Minimum Cov-
ering Sphere” (annexe C) qui permet de calculer le diame`tre de la plus petite hypersphe`re
qui englobe toutes les contraintes (figure 1.11).
1.3.2 Crite`re de Dang Van [131]
Tous les crite`res multiaxiaux conside`rent, pour chaque V.E.R., la variation des con-
traintes au cours d’un cycle et consistent a` de´terminer un domaine seuil en dec¸a` duquel
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Figure 1.11 : De´finition de la plus petite hypersphe`re [64]
la stabilite´ et l’adaptation sont garanties. Dans le cas du crite`re de Dang Van, nous
de´terminons la facette la plus de´favorablement oriente´e pour laquelle la valeur de la
cission me´soscopique est maximale dans l’e´tat adapte´ (i.e. les contraintes re´siduelles
me´soscopiques ne de´pendent plus du temps). A l’origine, le crite`re de Dang Van conside`re
un e´coulement du grain de type glissement suivant la loi de Schmid. Mais l’expe´rience a
montre´ que les pressions hydrostatiques interviennent pour les re´ponses en fatigue, donc
il faut e´galement en tenir compte. Le crite`re de Dang Van constitue ainsi, de fait, une loi
de Schmid e´tendue. En notant la pression hydrostatique :
ΣH =
1
3
trΣ = σH =
1
3
trσ (1.6)
le crite`re est alors de´fini par la double maximisation suivante :
Max
n
Max
t
(‖ C(n, t) + τ ∗(n) ‖ +αΣH(t)) ≤ β (1.7)
ou` α et β sont des parame`tres mate´riaux. En notant f−1 la limite d’endurance en flexion
alterne´e du mate´riau et t−1, la limite d’endurance en torsion alterne´e, nous pouvons ex-
primer α et β du crite`re de Dang Van :
- En torsion alterne´e, la pression hydrostatique est nulle donc β = t−1.
- En flexion alterne´e (comme en traction alterne´e d’ailleurs), la pression hydrostatique
ΣH =
f−1
3
et le cisaillement maximum est donne´ par f−1
2
donc α =
t−1− f−12
f−1
3
[77].
Pour simplifier les calculs, Dang Van a propose´ une approche moins couˆteuse en calcul
en conside´rant simplement le cisaillement maximal a` l’instant t :
τ(t) =
σI(t)− σIII(t)
2
(1.8)
ou` σI et σIII sont, respectivement, les contraintes principales maximale et minimale au
cours d’un cycle de chargement. Le crite`re devient :
Max
t∈T
(τ(t) + αΣH(t)) ≤ β (1.9)
L’inte´reˆt de ce crite`re est la facilite´ de pre´diction du domaine de validite´ puisque nous
obtenons une droite d’ordonne´e a` l’origine e´gale a` β et de pente -α. Si le chemin de
contrainte est en dec¸a` de cette limite, la structure ne rompt pas alors qu’au dessus, elle
rompt (figure 1.12).
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Figure 1.12 : Domaine de validite´ du crite`re de Dang Van
1.3.3 Crite`re de Papadopoulos
Parmi toutes les approches me´soscopiques, l’approche de Papadopoulos [101] se dis-
tingue puisqu’elle permet de tenir compte de la de´formation plastique accumule´e au niveau
du grain. Nous appelons contrainte de cisaillement re´solue, la contrainte T agissant suiv-
ant une direction m dans le plan P :
T = (m.C)m (1.10)
ou` m est associe´e a` une direction de glissement. C’est justement cette contrainte re´solue
qui fait toute la diffe´rence avec le crite`re de Dang Van. Nous nous inte´ressons non plus
au chemin de contraintes mais a` la projection de ce chemin dans la direction m (figure
1.13).
Figure 1.13 : De´finition de la contrainte macroscopique re´solue [90][100]
En supposant l’activation d’un seul syste`me de glissement dans le plan P , nous
e´tablissons un passage entre l’e´chelle macroscopique et l’e´chelle me´soscopique en utilisant
la formule suivante :
τ = T − µγpm (1.11)
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τ est la cission re´solue me´soscopique, γp est l’amplitude de la de´formation plastique as-
socie´e a` la cission re´solue (notation : γp = γpm ). Nous notons l’amplitude de la
contrainte de cisaillement macroscopique re´solue agissant dans la direction m par :
Ta(ϕ, θ, χ) =
1
2
(max
t∈T
‖ T (ϕ, θ, χ) ‖ −min
t∈T
‖ T (ϕ, θ, χ) ‖) (1.12)
et la contrainte de cisaillement re´solue ge´ne´ralise´e par :
T 2σ (ϕ, θ) =
∫ 2pi
χ=0
T 2a (ϕ, θ, χ)dχ (1.13)
ϕ , θ et χ sont les angles d’Euler (figure 1.14). Il est important de noter que Papadopoulos
conside`re un e´coulement suivant la loi de Schmid :
f(τ , b, τy) = (τ − b)(τ − b)− τ 2y (1.14)
ou` b est le parame`tre d’e´crouissage cine´matique (nous de´calons le domaine de plasticite´
dans l’espace des contraintes en fonction de la de´formation que nous appliquons) et τy est
le seuil d’e´coulement plastique du grain de´finissant l’e´crouissage isotrope, car pour une
de´formation croissante, le domaine de plasticite´ augmente dans l’espace des contraintes.
Figure 1.14 : De´finition des angles d’Euler utilise´s pour repe´rer le plan critique P [100]
A partir des e´quations pre´ce´dentes, nous pouvons donc de´crire le comportement locale-
ment en calculant, pour un cycle infini de chargement, l’accumulation de la de´formation
plastique locale que subit le grain. Si cette valeur est infe´rieure a` la valeur critique, alors
le crite`re est valide´ sinon il y a rupture. En notant c un parame`tre de proportionnalite´
de´crivant l’e´crouissage cine´matique, g un parame`tre relie´ a` l’e´crouissage isotrope et µ,
un des cœfficients de Lame´, nous obtenons la de´formation plastique accumule´e pour un
nombre infini de cycles :
Γ∞ = lim
N→∞
∫ NT
0
.
T .
.
T
c+ g + µ
dt (1.15)
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avec NT , le cycle associe´ au chargement de pe´riode T . En calculant cette valeur sur un
cycle et en ite´rant, nous trouvons :
Γ∞ =
1
g
(Ta − τ (0)y ) (1.16)
ou` τ
(0)
y correspond au seuil plastique du monocristal pour le premier cycle. Il est inte´ressant
de noter que le parame`tre d’e´crouissage cine´matique n’intervient plus dans cette e´quation.
Au niveau du V.E.R., il faut inte´grer cette valeur sur tout le volume. En faisant la moyenne
quadratique de la de´formation, en supposant τ
(0)
y nul (borne supe´rieure) et en conside´rant
la pression hydrostatique [90][101], nous obtenons :
Mσ + αΣH,max ≤ β avec Mσ =
∫ pi
0
∫ 2pi
0
T 2σsinθdθdϕ (1.17)
ou` ΣH,max est la pression hydrostatique maximale atteinte pendant un cycle. Nous pou-
vons rendre plus conservatif le crite`re selon Tσ en faisant une maximisation sur les angles
θ et ϕ c’est a` dire que nous moyennons sur tout le volume e´le´mentaire :
Max
ϕ,θ
Tσ(θ, ϕ) + αΣH,max ≤ β (1.18)
Papadopoulos [100] a e´tabli empiriquement trois domaines d’applications de son crite`re.
Pour un rapport rlimite =
t−1
s−1
(t−1 e´tant la limite d’endurance en torsion alterne´e et s−1,
la limite d’endurance en traction alterne´e) compris entre 0.5 et 0.6, le mate´riau est doux.
Un me´tal dur a un rapport rlimite compris entre 0.6 et 0.8. Au dessus de 0.8, le mate´riau
est dit fragile. L’accumulation de la de´formation me´soscopique n’est plus le parame`tre
principal qui gouverne la fatigue. Le calcul de Tσ e´tant plus conservatif, il est mieux
adapte´ aux mate´riaux doux, mais pour les mate´riaux durs, nous pre´fe`rerons le parame`tre
Mσ. Les constantes sont faciles a` de´terminer a` partir de deux essais en torsion alterne´e et
en traction alterne´e. Si nous nous re´fe´rons aux e´quations analytiques [90], nous obtenons :
- Pour la recherche de Tσ , β =
√
pit−1 et α =
√
pi
t−1− s−12
s−1
3
- Pour la recherche de Mσ , β = pi
√
8
5
t−1 et α = pi
√
8
5
t−1− s−1√
3
s−1
3
.
Comme pour le crite`re de Dang Van, le seuil limite est de´fini par une droite d’ordonne´e
a` l’origine e´gale a` β et de pente -α.
L’e´volution du tenseur des contraintes Σ(t) est de´finie a` l’aide des variations tem-
porelles de six composantes :  Σxx(t) Σxy(t) Σxz(t)Σyx(t) Σyy(t) Σyz(t)
Σzx(t) Σzy(t) Σzz(t)
 (1.19)
Pour un chargement sinuso¨ıdal, nous obtenons :
Σij(t) = Σij,m + Σij,asin(ωt− βij) i, j = x, y, z (1.20)
ou` Σij,m est la moyenne associe´e a` la composante (i, j) alors que Σij,a est l’amplitude cor-
respondante. βij est l’angle de de´phasage entre la composante Σij et une composante Σzz
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choisie comme re´fe´rence. βzz est donc e´gale a` 0. Dans le cas de sollicitations sinuso¨ıdales
quelconques, Papadopoulos a e´tabli l’expression analytique de Mσ [101][102][132] :
Mσ = pi
√
8
15
[ Σ2xx,a + Σ
2
yy,a + Σ
2
zz,a + 3Σ
2
xy,a + 3Σ
2
yz,a + Σ
2
xz,a −
Σxx,aΣyy,acos(βxx − βyy)− Σxx,aΣzz,acos(βxx − βzz)−
Σyy,aΣzz,acos(βyy − βzz)] (1.21)
et de Tσ(θ, ϕ) :
Tσ(θ, ϕ) =
√
pi
√
A2 +B2 + C2 +D2 (1.22)
ou`
A = sinθ
[(
−Σxx,a
2
cosβxx +
Σyy,a
2
cosβyy
)
sin2ϕ+ Σxy,acosβxycos2ϕ
]
+
cosθ (−Σxz,acosβxzsinϕ+ Σyz,acosβyzcosϕ) (1.23)
B = sinθ
[(
Σxx,a
2
sinβxx − Σyy,a
2
cosβyy
)
sin2ϕ+ Σxy,asinβxycos2ϕ
]
+
cosθ (Σxz,asinβxzsinϕ− Σyz,asinβyzcosϕ) (1.24)
C = −sin2θ
(
Σxx,a
2
cosβxxcos
2ϕ+
Σyy,a
2
cosβyysin
2ϕ− Σzz,a
2
cosβzz
)
−
Σxy,a
2
cosβxysin2θsin2ϕ− cos2θ (Σxz,acosβxzcosϕ+ Σyz,acosβyzsinϕ)
(1.25)
D = sin2θ
(
Σxx,a
2
sinβxxcos
2ϕ+
Σyy,a
2
sinβyysin
2ϕ− Σzz,a
2
sinβzz
)
+
Σxy,a
2
sinβxysin2θsin2ϕ+ cos2θ (Σxz,asinβxzcosϕ+ Σyz,asinβyzsinϕ)
(1.26)
La pression hydrostatique maximale est donne´e par :
ΣH,max = Σm + Σa =
1
3
(Σxx,m + Σyy,m + Σzz,m) +
1
3
[Σ2xx,a + Σ
2
yy,a + Σ
2
zz,a + 2Σxx,aΣyy,acos(βxx − βyy) +
2Σxx,aΣzz,acos(βxx − βzz) + 2Σyy,aΣzz,acos(βyy − βzz)] 12
(1.27)
Une e´tude de Bertolino [21] montre l’inte´reˆt d’utiliser de tels crite`res dans une approche
multi-e´chelles en conside´rant la simulation a` l’e´chelle des grains. La structure granulaire
est sollicite´e pe´riodiquement en conside´rant un comportement diffe´rent pour chaque grain
(figure 1.15).
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Figure 1.15 : Contraintes re´siduelles en σxx et σxy apre`s chargement (a` gauche) et calcul du crite`re de
Dang Van pour chaque grain (a` droite) [21]
1.3.4 Crite`res prenant en compte l’influence des de´fauts et he´te´-
roge´ne´ite´s
Pour tenir compte d’he´te´roge´ne´ite´s (appele´es ici ”de´fauts”) de grandes tailles, Nadot
[94] a inte´gre´, dans la de´finition du crite`re de Crossland [40], un facteur prenant en compte
l’influence des concentrations de contraintes. A l’origine, le crite`re de Crossland conside`re
l’amplitude de cisaillement octae´drique J2. En notant ax =
∆σx
2
, ay =
∆σy
2
et az =
∆σz
2
les amplitudes des contraintes dans les directions du re´fe´rentiel utilise´, J2 s’e´crit :
√
J2,a =
√
1
2
[(ax − ay)2 + (ax − az)2 + (ay − az)2] (1.28)
Le crite`re de Crossland s’e´crit alors :√
J2,a + αΣH,max ≤ β (1.29)
α et β sont e´galement des parame`tres mate´riaux que nous de´terminons a` partir d’essais
en traction et torsion alterne´e. Afin de tenir compte de l’influence des de´fauts, il faut faire
intervenir les contraintes des de´fauts sur la matrice environnante. Un de´faut plonge´ dans
une matrice homoge`ne induit des pressions hydrostatiques sur la matrice. Nadot [94] tient
compte de ces pressions en jouant sur le terme ΣH,max. Le crite`re s’e´crit alors :√
J2,a + αΣ
∗
H,max ≤ β (1.30)
ou` Σ∗H,max est de´fini par :
Σ∗H,max = ΣH,max(1− a(
G
ΣH,max
)) (1.31)
a est un parame`tre mate´riau homoge`ne a` une longueur et G est le gradient de la
pression hydrostatique de´fini par :
G =
√
(
∂ΣH,max
∂x
)2 + (
∂ΣH,max
∂y
)2 + (
∂ΣH,max
∂z
)2 (1.32)
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Cependant, il existe diffe´rentes fac¸ons d’approximer ce cœfficient. Papadopoulos [103]
proposa une variante plus ge´ne´rale de ce crite`re en conside´rant :
Σ∗H,max = ΣH,max(1− a(
G
ΣH,max
)n) (1.33)
ou` n est un parame`tre mate´riau. Contrairement au crite`re de Dang Van et de Papadopou-
los, ce crite`re est macroscopique mais il est possible d’adapter la de´marche de Nadot et
de Papadopoulos [94][103] aux cas des crite`res de plans critiques tels que celui de Dang
Van ou de Papadopoulos en adaptant la pression hydrostatique.
Une autre vision de la fatigue polycyclique a e´te´ donne´e par Murakami et Beretta
[93][19] qui conside`rent les mate´riaux durs voire tre`s durs. Pour ces mate´riaux, les de´fauts
interviennent davantage dans le phe´nome`ne de fatigue car la matrice re´siste mieux aux
sollicitations que les inclusions. Il s’agit du crite`re de Murakami. A partir d’une certaine
taille de de´faut et pour une durete´ e´leve´e, la fatigue n’est plus controˆle´e par la matrice
elle-meˆme mais par les de´fauts. La limite entre 1000−1200 MPa pour des alliages ferreux
est de´finie par la taille de de´fauts de´crite par les courbes de Kitagawa dont un exemple
est donne´ en figure 1.5. La figure 1.16 (a) indique 2 zones : une zone de faible dispersion
pour des durete´s faibles et une zone a` forte dispersion due a` la re´partition des de´fauts de
taille critique qui vont controˆler la fatigue [41]. Le crite`re de Murakami conside`re donc les
de´fauts comme le moteur de la fatigue selon une approche totalement empirique. Cette
approche permet d’estimer la dure´e de vie d’une e´prouvette comportant un de´faut donne´
dans un champ de contrainte donne´. Selon Murakami, un de´faut dans un mate´riau de
durete´ Vickers Hv conduit a` une limite d’endurance en traction - compression alterne´e
de´finie par :
σD = K
Hv + 120√
area
1
6
(
1−R
2
)α (1.34)
ou` K de´pend de la localisation du de´faut par rapport a` la surface (e´gale a` 1.43 pour des
de´fauts surfaciques et 1.53 pour des de´fauts internes), R = σmin
σmax
et α = 0.226 + 10−4Hv.√
area est la racine carre´e de l’aire de la projection du de´faut sur un plan perpendiculaire
a` la contrainte normale maximale (figure 1.16 (b)).
Figure 1.16 : (a) Dispersions des limites d’endurance en fatigue a` grand nombre de cycles par rapport
a` la contrainte maximale en traction [41] et (b) de´finition du crite`re de Murakami [93]
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Contrairement aux autres crite`res pre´sente´s, la de´finition initiale n’est pas multiaxi-
ale. Cette approche de Murakami a ensuite e´te´ enrichie de fac¸on a` prendre en compte
l’anisotropie et les contraintes re´siduelles engendre´es par le proce´de´ de forge [30].
1.3.5 Bilan
Tous les crite`res pre´sente´s dans cette section n’offrent qu’une re´ponse binaire (limite de
fatigue atteinte ou pas) a` un proble`me qui est loin d’eˆtre aussi rationnel et de´terministe.
La variabilite´ inhe´rente aux mate´riaux e´tudie´s a conduit la communaute´ scientifique a`
introduire les probabilite´s et les statistiques dans la formulation des crite`res de fatigue. Il
existe e´galement des crite`res e´nerge´tiques [99], mais leur analyse est trop restrictive dans
ce cas d’e´tude car le V.E.R. est conside´re´ dans son ensemble. Il n’est donc pas possible
d’y inte´grer une analyse d’orientation de plans critiques qui est ne´cessaire afin de tenir
compte de certaines caracte´ristiques des pie`ces forge´es.
1.4 Crite`res probabilistes
Les probabilite´s et les statistiques ont toujours e´te´ utilise´es dans la pre´diction de la lim-
ite d’endurance en fatigue a` cause du caracte`re tre`s disperse´ des re´sultats. Les premie`res
approches statistiques pour la fatigue ont e´te´ de´veloppe´es expe´rimentalement. Par ex-
emple, les courbes de Wo¨hler sont habituellement base´es sur une probabilite´ de rupture
de 50%. La de´termination des limites d’endurance se font e´galement a` partir de donne´es
statistiques avec des me´thodes type ”staircase” ou ”Locati” [111]. Cependant, au dela`
des donne´es expe´rimentales, des me´thodes probabilistes ont e´te´ spe´cialement e´tudie´es afin
de fiabiliser l’e´tude de la tenue en fatigue des mate´riaux. Nous verrons par la suite que
meˆme les crite`res de´terministes pre´sente´s auparavant peuvent eˆtre probabilise´s.
Nous avons re´fe´rence´ en annexe A quelques outils afin de pre´senter brie`vement les tech-
niques de traitement des donne´es statistiques et probabilistes utilise´es dans les chapitres
qui vont suivre.
1.4.1 La fiabilite´
La fiabilite´ est un vieux concept de´coulant directement du risque que nous utilisons
quotidiennement, parfois inconsciemment lorsque nous traversons la route par exemple.
Nous estimons le fait de traverser ou pas avec les parame`tres visuels et auditifs que nous
posse´dons. Durant toute son histoire, l’Homme a acquis des certitudes pour estimer les
risques de ses incertitudes [73]. La premie`re re´fe´rence sur l’acceptation du risque remonte
au temps des babyloniens, dans le code de Hammurabi qui codifiait la responsabilite´ de
chacun dans la construction d’un e´difice [73]. La responsabilite´ du mac¸on e´tait donc
fortement engage´e lorsque l’e´difice s’effondrait. Pour diminuer la probabilite´ du risque
redoute´ par l’utilisateur, il faut donc en augmenter les conse´quences pour celui qui as-
sure la responsabilite´ de la construction. Ce concept de risque peut eˆtre illustre´ par un
diagramme de Farmer (figure 1.17). Le risque y est de´fini par la probabilite´ d’apparition
d’un e´ve`nement redoute´ multiplie´ par la gravite´ qui en de´coule. La courbe est une expo-
nentielle de´croissante avec une asymptote. En effet, il y a un minimum en dessous duquel
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conside´rer une probabilite´ devient inadapte´. Par exemple, conside´rer que le soleil ne se
le`ve pas demain revient a` conside´rer l’acceptation d’une probabilite´ de l’ordre de 10−12
[73]. Selon l’AFNOR [1], la fiabilite´ est de´finie par :
L’aptitude d’un dispositif a` accomplir une fonction requise dans des conditions donne´es,
pendant une dure´e donne´e... le terme est aussi utilise´ comme caracte´ristique de´signant
une probabilite´ de succe`s ou un pourcentage de succe`s.
Figure 1.17 : Diagramme de Farmer (1967) : probabilite´-gravite´ [74]
La fiabilite´ est de´crite donc par le risque que nous sommes pre`s a` accepter par rapport
aux donne´es statistiques que nous posse´dons. Cette notion de fiabilite´ a e´te´ introduite
par Mayer en 1926 [82]. Il pre´conisait l’utilisation des moyennes et des e´carts-types dans
la conception des pie`ces. Freudenthal [54], en 1947, lanc¸a le de´bat scientifique dans son
article en conside´rant de :
Placer le concept de la suˆrete´ des structures dans le royaume de la re´alite´ physique ou`
il n’y a pas d’absolu et ou` la connaissance n’est pas parfaite.
A la meˆme pe´riode, Rjanitzyne [118] introduisit un parame`tre afin d’e´valuer la se´curite´
des constructions me´talliques. Le concept de fiabilite´ pris donc sa place dans les nouvelles
me´thodes de constructions industrielles graˆce a` l’utilisation des cœfficients de se´curite´.
Sur la figure 1.18, nous pouvons voir une sche´matisation des niveaux de probabilite´ es-
time´s dans les principales branches de me´tier. Nous pouvons y voir que les constructions
nucle´aires doivent correspondre aux plus se´ve`res en fatigue sur de grandes pe´riodes de
temps. Le risque encouru est proportionnel au degre´ de fiabilite´.
1.4.2 Approche fiabiliste contrainte-re´sistance
La pratique courante est la formulation de´terministe c’est-a`-dire que toutes les for-
mules et les crite`res de calcul n’utilisent qu’un seul cœfficient de se´curite´ global. Toutes
les incertitudes et marges de se´curite´ sont me´lange´es dans un seul cœfficient. Ce cœffi-
cient est aussi commune´ment appele´ ”cœfficient d’ignorance” car il est impossible de lui
associer les incertitudes et le niveau de risque de ruine. Une formulation de´terministe
indique simplement la rupture ou la non-rupture de la pie`ce. Les formulations proba-
bilistes permettent de de´terminer le niveau de risque de ruine en terme de probabilite´.
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Figure 1.18 : Niveaux de probabilite´s estime´s dans diffe´rentes branches industrielles [73]
La fiabilite´ est donc l’estimation de la probabilite´ de de´faillance [74]. Une premie`re ap-
proche stochastique en contrainte-re´sistance, de´veloppe´e dans les anne´es 1960 dans la
construction navale [5][126], consiste a` de´terminer la probabilite´ pour que la re´sistance
a` la fatigue R du mate´riau soit supe´rieure aux contraintes S applique´es pendant toute
la mise en service de la pie`ce. Cette approche concerne les chargements statiques incer-
tains. En de´finissant la densite´ de probabilite´ relative a` la re´sistance par fR(R) et la
densite´ de probabilite´ relative au chargement par fS(S), la me´thode consiste a` conside´rer
ces probabilite´s par des lois normales N (R ;σ2R) pour la re´sistance et N (S ;σ2S) pour la
charge (meˆme si une re´sistance ne´gative n’est pas physique). Le recouvrement des deux
distributions indique la zone de de´faillance susceptible de mener a` la rupture (figure 1.19).
Figure 1.19 : Zone de recouvrement des deux distributions contrainte-re´sistance
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Nous de´finissons la probabilite´ de rupture Pf par Pf (R, S) = 1 − Pnf (R, S). Si nous
conside´rons la probabilite´ de tirer une charge x selon la distribution qui la de´finit. Le
but est donc de de´terminer la probabilite´ de l’e´ve`nement A donne´ par {chargement S ∈
[x, x+ dx[} soit :
Prob{A} = P (x ≤ s ≤ x+ dx) = fS(x)dx (1.35)
Nous devons e´galement conside´rer la probabilite´ que la charge soit supe´rieure a` la
re´sistance du mate´riau. La probabilite´ de l’e´ve`nement B donne´ par {re´sistance r < x}
est de´crite par :
Prob{B} = P (r < x) =
∫ x
−∞
fR(r)dr = FR(x) (1.36)
Les e´ve`nements A et B sont inde´pendants donnant ainsi une densite´ de probabilite´ de
rupture dPf = Prob{A∩B} = Prob{A}Prob{B} = fS(x)FR(x)dx. La probabilite´ que la
re´sistance soit infe´rieure a` la charge tire´e selon une loi normale est donne´e par :
Pf =
∫ ∞
−∞
fS(x)FR(x)dx (1.37)
Cette de´marche est de´crite sur la figure 1.20.
Figure 1.20 : Zone de recouvrement des deux distributions contrainte-re´sistance
Dans le but de simplifier l’analyse, nous utilisons ge´ne´ralement un sce´nario de de´fail-
lance. Nous de´finissons G(., .) , la fonction de performance associe´e aux issues de S et R.
Pour G(r, s) = r− s = 0 , nous atteignons l’e´tat limite. Les autres sce´narii de de´faillance
sont G(r, s) = r − s > 0 qui de´finit le domaine de suˆrete´ et G(r, s) = r − s < 0, le
domaine de de´faillance. Nous pouvons coupler l’e´tat de la structure a` travers une seule
variable ale´atoire globale appele´e marge ξ = R−S et ainsi de´terminer un e´tat limite pour
lequel nous avons rupture de la pie`ce (ξ ≤ 0 : domaine de ruine). Ce nouveau parame`tre
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suit une loi normale N (ξ, σ2ξ ). R et S sont relie´es par une fonction densite´ de probabilite´
fR,S(r, s) = fξ(ξ) (figure 1.21). La densite´ de probabilite´ est donne´e par :
Pf =
∫
r−s≤0
fR,S(r, s)drds (1.38)
Figure 1.21 : Zone de de´faillance de´finie selon une fonction de performance [74]
En posant z = ξ−ξ
σξ
, la densite´ de probabilite´ de ξ devient fξ(ξ) =
1
σξ
√
2pi
e−
z2
2 , donnant
a` l’e´tat limite de rupture S = R :
zl =
ξ
σξ
=
R− S√
σ2R + σ
2
S
(1.39)
L’e´quation 1.39 de´finit l’indice de se´curite´ de Rjanitzyne-Cornell. Il s’agit du pre-
mier indice de fiabilite´ propose´ par Rjanitzyne [118][114] dans les anne´es 1950, en union
sovie´tique. Cependant, Benjamin et Cornell [17] en ont popularise´ l’ide´e. De nombreux
autres coefficients existent. Nous pouvons citer celui de Hasofer-Lind (1974) [61] qui
re´sout le proble`me d’invariance du crite`re de Cornell.
Cette approche n’est valable que dans le cas d’une distribution de la re´sistance pour
un chargement statique. En re´alite´, la re´sistance du mate´riau va varier au cours du temps
a` cause de l’endommagement, donc la probabilite´ de de´faillance est fonction du temps.
Cette approche en contrainte-re´sistance est tre`s largement utilise´e en conception au-
tomobile. Certaines pie`ces d’une automobile doivent pre´senter, au maximum, un taux de
de´faillance de 500 ppm (part par million) en 10 ans de fonctionnement pour une pie`ce de
haute se´curite´ et 4000 ppm en 5 ans de fonctionnement pour une pie`ce d’usure. Cependant,
il est difficile de de´terminer la loi de distribution de la charge. Il arrive souvent d’utiliser
une charge dite e´quivalente, correspondant a` un niveau de charge se´ve´rise´, c’est-a`-dire
de de´terminer des charges repre´sentatives de situations critiques soit par mesure directe,
soit par calcul nume´rique. La figure 1.22 montre une charge e´quivalente repre´sentant
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la distribution la plus se´ve`re. La question que nous nous posons est : quel doit-eˆtre le
niveau de re´sistance acceptable pour une se´ve´rite´ maximale ? C’est a` ce niveau la` que les
normalisations rentrent en vigueur.
Figure 1.22 : Evolution de la zone de de´faillance au cours du temps
Les me´thodes fiabilistes ne fournissent pas de formules de dimensionnement comme les
formules de´terministes. C’est la raison pour laquelle les me´thodes de dimensionnement
semi-probabilistes ont e´te´ mises au point. Elles se pre´sentent sous une forme similaire
aux crite`res de´terministes (type Dang Van) mais inte`grent les e´le´ments de probabilite´ de
ruine lie´s a` chacune des grandeurs entrant dans les calculs. Un code en format semi-
probabiliste fournit des formules de dimensionnement permettant de calculer directement
des e´paisseurs, des modules, . . .. Ainsi pour chaque parame`tre, nous avons un cœfficient
partiel de se´curite´ γi associe´ a` chaque grandeur et un cœfficient γφ pour la formulation.
Pour toute grandeur ρi rentrant dans le calcul de ruine, le parame`tre λ a` dimensionner
aura la forme λ = λ(l1γ1, l2γ2, ..., γphi). Les cœfficients partiels s’expriment en fonction de
l’e´cart type des distributions de probabilite´ des grandeurs. L’avantage est donc de calculer
directement les dimensions a` partir des charges applique´es et des re´sistances. L’approche
semi-probabiliste est utilise´e par le bureau Veritas pour le dimensionnement des struc-
tures de navires depuis que les re`gles de ve´rification en fatigue sont devenues obligatoires
en 2000. La premie`re e´tape consiste a` ve´rifier la re´sistance de l’ensemble des e´le´ments
continus participant a` la re´sistance longitudinale vis-a`-vis des ruines par plastification et
flambement, et dans une seconde e´tape, ceux participant a` la re´sistance transversale. Une
dernie`re e´tape concerne la structure locale. Ces me´thodes de calcul de de´faillance sont
applicables sur tout le domaine de fatigue (de l’olygocyclique a` l’illimite´e) mais restent
cependant trop ge´ne´rales, l’inte´reˆt par la suite e´tant de donner un sens a` ces cœfficients
”d’ignorance”.
Ces approches sont difficilement applicables aux pie`ces forge´es car les coefficients ne
peuvent eˆtre repre´sentatifs d’un effet physique pre´cis comme le fibrage.
1.4.3 Approche fiabiliste des crite`res de´terministes
Il est possible d’utiliser une de´marche fiabiliste dans l’utilisation des crite`res de´ter-
ministes [53] en tenant compte de la dispersion des re´sultats expe´rimentaux dans l’utilisation
d’un crite`re a` l’origine restrictif. En pratique, cette de´marche entre deux me´thodes
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antinomiques est applicable a` tous les crite`res de´terministes. Par exemple, la droite
d’endurance calcule´e par le crite`re de Dang Van (cf section 1.3) peut eˆtre analyse´e selon
une me´thode stochastique. Comme nous l’avons vu auparavant, le crite`re de Dang Van
peut s’e´crire :
Max
t∈T
(τ(t) + αΣH(t)) ≤ β (1.40)
La droite de´crite par l’e´quation τ(t) + αΣH(t) est la droite d’endurance en dec¸a` de
laquelle il n’y a pas d’amorc¸age de fissure. Initialement pre´vu pour l’endurance illimite´e,
nous pouvons e´tendre ce crite`re au domaine d’endurance limite´e en faisant de´pendre les
limites d’endurance en fonction du nombre de cycles N (par exemple, la limite d’endurance
en flexion alterne´e syme´trique f−1 devient f−1(N)). Cela permet de de´terminer le crite`re
a` chaque nombre de cycles et ainsi l’associer a` chaque valeur de f−1 une densite´ de prob-
abilite´ de´termine´e a` partir des courbes d’e´quiprobabilite´ expe´rimentale (figures 1.23). Le
calage du crite`re de Dang Van sur des valeurs de limites de fatigue a` N cycles, correspon-
dant a` une probabilite´ de survie donne´e, permet de construire des droites d’iso-dure´e de
vie probabilise´es. Cependant, dans cette de´marche, l’aspect de propagation de fissure,
qui est de moins en moins ne´gligeable au fur et a` mesure que N de´croˆıt, n’est pas ex-
plicitement de´termine´ par le crite`re de plan critique en lui-meˆme, mais est contenu dans
les limites de fatigue expe´rimentales.
Figure 1.23 : Courbes d’e´quiprobabilite´ de rupture en flexion alterne´e syme´trique (f−1) et en torsion
alterne´e syme´trique (t−1) [53]
Nous pouvons citer e´galement l’approche probabiliste du crite`re de Papadopoulos pro-
pose´e par Morel [91]. L’ide´e est d’appliquer une loi de Weibull, dite du maillon faible, au
crite`re de Papadopoulos que nous avons vu a` la section 1.3. Les principales hypothe`ses
consistent a` ne conside´rer aucune interaction entre les V.E.R., et a` supposer que la ruine
d’un de ces V.E.R. entraˆıne la ruine de toute la structure (rupture fragile). Nous pou-
vons construire une contrainte e´quivalente qui permet de rendre compte de la se´ve´rite´
du chargement par rapport aux conditions d’amorc¸age en fatigue : σeq = TΣ + αΣH,max.
Son expression peut eˆtre volumique ou surfacique. Nous notons la contrainte e´quivalente
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en surfacique par σeqS et la contrainte e´quivalente en volumique par σeqV . La probabilite´
cumule´e de rupture volumique est donne´e par :
PF (σeqV ) = 1− exp(−
1
V0
∫
V
f(σeqV )dV ) ou` f(σeqV ) = (
σeqV
σu
)m (1.41)
avec m, le parame`tre de la loi de Weibull que nous ajustons a` partir d’essais en torsion.
En effet, la fonction de re´partition f(σeqV ) est approxime´e par rapport a` la distribution
expe´rimentale en torsion en utilisant l’e´quation suivante :
ln(−ln(1− PF )) = mln(t−1)− ln(V0σmu ) + ln(V ) (1.42)
avec t−1 la limite d’endurance en torsion. Une fois les parame`tres de Weibull de´termine´s,
nous pouvons en de´duire l’e´volution du parame`tre β en fonction de la probabilite´ de
de´faillance souhaite´e graˆce a` l’e´quation suivante :
β(Pf ) =
(
V0σ
m
u
V
ln
(
1
1− Pf
)) 1
m
(1.43)
La figure 1.24 indique les droites ”seuil d’endurance” pour trois probabilite´s cumule´es
de rupture ou` α repre´sente la pente de ces droites. Ce crite`re a e´te´ utilise´ pour fiabiliser
des composants obtenus par fonderie avec de la fonte GS, bien que les de´fauts soient non
ne´gligeables sur la tenue en fatigue. Pour tenir compte de ces de´fauts, nous pouvons
simuler le roˆle de l’he´te´roge´ne´ite´ dans la matrice en changeant l’e´tat du champ de con-
trainte a` son voisinage. Nous prenons ainsi en compte les de´fauts locaux. Mais la question
est de savoir comment de´terminer ces contraintes. De plus, dans ce mode`le, l’e´nergie de
cohe´sion matrice - inclusion n’est pas prise en compte.
Figure 1.24 : Evolution du parame`tre seuil en fonction de la probabilite´ de rupture [91]
1.4.4 Approche probabiliste de la fatigue controˆle´e par les de´fauts
Une approche tre`s inte´ressante sur l’impact des inclusions sur la tenue en fatigue d’un
mate´riau a e´te´ de´veloppe´e par Todinov [128]. En connaissant l’influence de chaque groupe
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d’inclusions contenu dans un mate´riau, il est possible de calculer la tenue de l’ensemble.
Les approches classiques conside`rent que la re´sistance X du mate´riau suit une loi de
Poisson du type :
P (X ≤ x) = 1− exp(−µxV ) (1.44)
ou` V est le volume de la re´gion soumis a` la fatigue et µx, la densite´ des de´fauts causant
une dure´e de vie en fatigue plus petite que x.
Cette approche n’est pas tre`s re´aliste car nous ne conside´rons pas la taille ou la forme
des de´fauts. L’originalite´ de l’approche de Todinov est de conside´rer une partition des
de´fauts en M groupes de taille et de forme diffe´rentes en de´finissant pi, la probabilite´
d’initiation d’une fissure pour les de´fauts i et ni, le nombre de de´fauts relatifs au groupe
i. pi de´pend force´ment de l’amplitude de chargement ∆σ = σmax− σmin que nous notons
par pi(∆σ) (figure 1.25). Nous prenons un volume V dans lequel se trouve r de´fauts d’un
seul type. La probabilite´ Pr qu’il y ait r de´fauts dans V sans qu’aucun puisse initier une
fissure de´pend de :
- la probabilite´ de rencontrer r de´fauts dans le volume V (donne´e par la loi de Poisson :
(µV )rexp(−µV )
r!
ou` µ est le nombre de de´fauts par unite´ de volume);
- la probabilite´ qu’aucun de ces de´fauts ne soit susceptible d’amorcer une fissure ([1 −
p(∆σ)]r).
Figure 1.25 : De´finition des groupes de de´fauts i de probabilite´s pi [128]
La probabilite´ Pr est donc de :
Pr =
(µV )rexp(−µV )
r!
[1− p(∆σ)]r (1.45)
En conside´rant une infinite´ de de´fauts, nous trouvons :
P =
∞∑
r=0
Pr = exp(−µ V p(∆σ)) (1.46)
Si nous conside´rons M types de de´fauts, nous avons alors la probabilite´ de fissure
donne´e par :
G(∆σ) = 1− exp(−V
M∑
i=1
µi pi(∆σ)) (1.47)
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Il est a` noter que l’apparition de la fissure relative a` un certain groupe est inde´pendante
des autres groupes. L’e´quation 1.44 devient
P (X ≤ x) = 1− exp(−V
∑
x
µx px(∆σ)) (1.48)
De plus, la me´thode permet de discerner les de´fauts conduisant a` une fissure non de-
structrice d’une se´rie de de´fauts provoquant une fissure dominante conduisant a` la ruine
de toute la structure.
Ge´ne´ralement, les me´thodes de controˆle classiques (me´thode ultrasons et me´tallographie
quantitative) pour qualifier les distributions en taille et en densite´ des inclusions sont tre`s
couˆteuses. Il est possible d’utiliser une me´thode de simulation de controˆle inclusion-
naire sur des e´chantillons virtuels. Le principe, applique´ aux produits de coule´e dans ce
cas, est simple : il consiste a` cre´er un e´chantillon virtuel, de´fini par ses dimensions, et
d’introduire, selon des crite`res de re´partition ale´atoire (distribution des macro inclusions
par ultrasons et des micro inclusions par me´tallographie), des populations inclusionnaires.
Cette me´thode permet donc, a` partir de donne´es expe´rimentales sur des e´chantillons de
faibles dimensions, d’estimer la re´partition des inclusions dans tout le produit. Ce sont
d’ailleurs les me´thodes de caracte´risation qui nous permettront d’obtenir les statistiques
dont nous avons besoin pour ge´ne´rer les volumes e´le´mentaires nume´riques.
1.5 Crite`res prenant en compte les caracte´ristiques
des pie`ces forge´es
La plupart des crite`res que nous avons cite´s conside`rent une structure isotrope du
mate´riau. Pour les pie`ces coule´es, ces crite`res sont souvent performants, mais pour les
pie`ces telles que les pie`ces forge´es, ils ne sont plus aussi efficaces. En effet, les pie`ces forge´es
subissent au cours de la mise en forme des de´formations qui orientent la microstructure
dans la direction de de´formation et des niveaux de contraintes internes significatifs. Nous
parlons alors d’anisotropie de microstructure ce qui induit e´galement une anisotropie de
comportement. Cette anisotropie est directement relie´e au taux de re´duction que subit
localement la pie`ce industrielle a` chaud ou a` froid. Nous parlons alors de taux de corroyage
Kr qui est le rapport de la section initiale S0 sur la section finale S dans le cas d’une
ge´ome´trie cylindrique :
Kr =
S0
S
(1.49)
Il n’est pas rare d’obtenir des taux de re´duction allant de 15 a` 30. Le fibrage est une des
conse´quences de ce corroyage. Nous pouvons le mettre en e´vidence apre`s attaque chim-
ique et analyse macrographique. Il s’agit ge´ne´ralement de l’orientation morphologique
des grains et des inclusions dans la direction pre´fe´rentielle de de´formation comme illustre´
en figure 1.26.
Au niveau des inclusions, ce corroyage peut avoir plusieurs conse´quences. Les inclu-
sions malle´ables s’allongent en fibre. Leur cohe´sion interne et leur adhe´rence au me´tal
sont en ge´ne´ral tre`s basses. Leur influence dans le sens long s’en trouve re´duite mais dans
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Figure 1.26 : Mise en e´vidence du fibrage par analyse macrographique (CETIM)
le sens transverse, leur influence re´duit fortement les caracte´ristiques de la pie`ce. Pour
les inclusions tre`s peu malle´ables, les concentrations de contraintes interfaciales peuvent
eˆtre tre`s importantes.
Expe´rimentalement, l’influence de l’anisotropie sur les re´sultats en fatigue a e´te´ mise
en e´vidence a` partir d’essais. Cette influence est bien illustre´e par Courbon [39] qui
montre l’importance de sa prise en compte. Nous pouvons citer les re´sultats du CREAS
(Ascometal) qui montre que la limite d’endurance, pour un acier 42CrMo4, diminue au
fur et a` mesure que l’angle de fibrage augmente (l’angle de re´fe´rence e´tant la direction de
pre´le`vement dans le sens du fibrage). Les re´sultats en figure 1.27 indiquent en effet que
la limite d’endurance diminue.
Figure 1.27 : Droites du crite`re de Dang Van obtenues pour l’acier 42CrMo4 dans 3 sens de pre´le`vements
: A 0◦, 45◦ et 90◦ [30]
Les observations microscopiques ont montre´ que l’influence des inclusions e´taient effec-
tivement de plus en plus nocive vis a` vis de la tenue en fatigue au fur et a` mesure que nous
augmentions l’angle de pre´le`vement des e´chantillons par rapport au fibrage. Ces re´sultats
semblent concorder avec ceux de Temmel [127] qui conclut sur des re´sultats similaires.
Cependant, Temmel [127] montra e´galement que la teneur en soufre et en mangane`se
d’une classe d’aciers jouait fortement sur la tenue en fatigue. Il compara deux aciers avec
des e´le´ments d’alliage similaires mais avec des teneurs diffe´rentes en soufre, et montra que
l’acier a` forte teneur en soufre avait une limite de fatigue infe´rieure a` celui en contenant
moins. Le soufre est directement relie´ a` la densite´ d’inclusions de sulfure de mangane`se
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(MnS). Plus nous augmentons l’angle de pre´le`vement et plus l’influence des inclusions
MnS semble pre´dominer. Furuya [56] conclut son e´tude, mene´e sur un acier pour ressort,
par le fait que dans la direction transerve au fibrage, les ruptures e´taient toujours dues
aux inclusions MnS.
Une autre e´tude semble montrer une vision paradoxale de l’influence de l’anisotropie
sur la tenue en fatigue. Mateo [80] a montre´ que la limite d’endurance e´tait e´quivalente
dans les sens travers et long alors qu’elle e´tait infe´rieure pour un angle de 45◦ par rapport
a` l’axe du corroyage (figure 1.28).
Figure 1.28 : Test de traction sur des e´chantillons pre´leve´s dans le sens long (L), le sens travers (T)
et oriente´ a` 45◦ (D) selon l’axe de fibrage (gauche) et sche´matisation de la propagation de la fissure
microscopique pour un acier Duplex Stainles Steel (DSS) [79][80]
Cette e´volution de la limite de fatigue peut eˆtre explique´e par la pre´sence de barrie`res
microstructurales repre´sente´es par les phases qui vont bloquer, plus ou moins, la propa-
gation des microfissures. La propagation des fissures s’effectue selon deux me´canismes.
Les fissures courtes (au niveau du grain) se propagent selon la contrainte de cisaillement
re´solue maximale (stade I) mais quittent ensuite le plan de cission maximale pour le plan
normal a` la contrainte de tension maximale (stade II). Les fissures longues se propagent
donc perpendiculairement a` la direction de chargement. De plus, la nuance de l’acier inox
duplex (DSS) fait que nous obtenons un acier biphase´ avec une phase ferritique et une
phase auste´nitique. Lors de la de´formation, c’est la ferrite qui va subir la de´formation
plastique alors que l’auste´nite, sous forme d’ellipso¨ıde, va s’orienter selon le sens de fi-
brage. Elle constitue donc une barrie`re microstructurale a` toute propagation de fissures.
Supposons que la fissure microscopique se propage selon un angle de 45◦ par rapport a`
l’axe de chargement. Nous pouvons voir a` droite de la figure 1.28 que dans le sens travers
et long, la fissure va rencontrer autant de barrie`res microstructurales alors que pour les
pre´le`vements a` 45◦, la fissure aura plus de liberte´ pour se propager. Les observations ont
montre´ que les frontie`res auste´nite-auste´nite (γ/γ ) ou ferrite-ferrite (α/α) influencent
faiblement l’arreˆt des fissures contrairement aux barrie`res auste´nite-ferrite (γ/α), qui sont
des barrie`res microstructurales bien plus performantes. Nous pouvons penser que dans le
cas de l’acier DSS, les barrie`res microstructurales dues aux ellipso¨ıdes d’auste´nite vont
pre´valoir sur les barrie`res des joints de grains. Dans le cas du 42CrMo4, nous avons un
acier presque monophase´ (martensite plus une faible proportion de bainite) donc l’aspect
barrie`re microstructurale biphase´ ne joue aucun roˆle (ou presque). Seules les barrie`res
dues aux joints de grain vont intervenir. Cet aspect tre`s inte´ressant de l’anisotropie d’un
multiphase´ n’a jamais e´te´ simule´ et reste peu e´tudie´.
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Les crite`res de fatigue qui tiennent compte de cette anisotropie sont peu nombreux.
Nous pouvons citer l’approche de Eckberg [48] qui conside`re une adaptation du crite`re de
Dang Van au cas d’un mate´riau anisotrope. Dans cette approche, le terme critique β est
suppose´ de´pendre de l’orientation du fibrage. L’e´quation 1.50 devient alors :
Max
t∈T
(τ(t) + αΣH(t)) ≤ β(n) (1.50)
β de´pend donc du plan conside´re´. En notant σex, la limite d’endurance dans la direc-
tion ex, σey, la limite d’endurance dans la direction ey et σez, la limite d’endurance dans
la direction ez, la limite β devient alors :
β(n) = β(θ, φ) =
√
σexσeyσez
(σexσeycosθ)2 + (σexσeysinθsinϕ)2 + (σeyσezsinθcosϕ)2
(1.51)
θ et ϕ sont les angles d’Euler. La surface limite est de´crite en figure 1.29.
Figure 1.29 : Surface d’endurance en fatigue selon les trois directions pre´fe´rentielles d’anisotropie [48]
Le de´savantage de cette me´thode est l’utilisation de 3 limites d’endurance qu’il est tre`s
difficile d’obtenir expe´rimentalement. De plus, seul le cœfficeint β est cense´ varier alors
que α de´pend e´galement de l’orientation du fibrage. Cette de´marche de valeur seuil a e´te´
adopte´e par Caillet [30] afin d’adapter le crite`re de Murakami pour les pie`ces anisotropes.
La valeur limite de´pendait de limites d’endurance a` 0◦ et 90◦. Une de´marche similaire
pre´sente´e par Soh Fotsing [52][53] est adapte´e au cas des mate´riaux orthotropes comme
le bois. Le mode`le est base´ sur l’e´quation d’Ankinson [69]. Cette e´quation conside`re la
limite en traction alterne´e syme´trique s−1 a` 0◦ et a` 90◦. Selon le plan de syme´trie radial
dans le sens du fibrage, l’e´quation s’e´crit :
s−1(θ) =
s−1(0◦)s−1(90◦)
s−1(0◦)sin2θ + s−1(90◦)cos2θ
(1.52)
Afin de tenir compte de l’anisotropie du mate´riau, une autre solution est de tenir
compte de l’anisotropie de comportement du mate´riau avec des crite`res anisotropes de
type Hill [63] ou Barlat [13] et d’y associer un mode`le pre´dictif en fatigue. Cependant, il est
difficile d’obtenir les cœfficients d’anisotropie (surtout dans le cas du crite`re de Barlat) et
l’approche ne tient pas compte de l’influence du taux de corroyage. De plus, l’anisotropie
du mate´riau est tre`s faible par rapport aux de´formations subies par le mate´riau. Dans
les codes de mise en forme, l’anisotropie intrinse`que du mate´riau n’est ge´ne´ralement pas
prise en compte.
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1.6 Conclusion
Nous avons aborde´ les principales me´thodes utilise´es pour de´crire la fatigue a` grand
nombre de cycles. Il existe deux approches : les crite`res de´terministes a` re´ponse binaire
et les approches probabilistes. Cependant, aucune des deux approches ne tient compte
explicitement des spe´cificite´s des pie`ces forge´es et surtout ne diffe´rencie le roˆle des inclu-
sions de la structure granulaire. Nous allons, durant cette e´tude, tenir compte de cette
microstructure afin de la ge´ne´rer explicitement a` partir de donne´es statistiques. Nous
verrons e´galement comment utiliser les approches classiques sur des volumes e´le´mentaires
ge´ne´re´s explicitement. Nous pourrons ainsi de´terminer les parame`tres locaux des crite`res
en fatigue et les relier directement a` la pie`ce soumise a` des contraintes cycliques. Le but
de cette the`se est de simuler la fatigue des pie`ces forge´es en ne tenant compte que de deux
limites d’endurance (dans le sens du fibrage) afin de calibrer les simulations nume´riques.
Chapitre 2
Mode´lisation nume´rique du forgeage
et lien avec un crite`re de fatigue
2.1 Introduction
La mode´lisation de la mise en forme du cas industriel a e´te´ re´alise´e a` l’aide du
logiciel Forge2005r. Il s’agit d’un logiciel e´le´ments finis 2D pour les configurations
en de´formations planes ou axisyme´triques et 3D pour les configurations de tout type.
Une formulation mixte vitesse-pression est utilise´e avec des e´le´ments triangulaires (2D)
ou te´trae´driques (3D) line´aires. Ce logiciel est particulie`rement adapte´ aux grandes
de´formations plastiques ou viscoplastiques rencontre´es en mise en forme graˆce notam-
ment a` son remailleur automatique performant. Dans une premie`re partie, nous allons
pre´senter les diffe´rentes e´tapes de la re´solution du proble`me me´canique et de l’inte´gration
des lois de comportement du logiciel Forge2005r [16][33][89]. Nous pre´senterons ensuite
les de´veloppements ne´cessaires pour prendre en compte le fibrage dans Forge2005r et
les mode`les de fatigue a` grand nombre de cycles.
2.2 Re´solution nume´rique du proble`me me´canique
2.2.1 Mode`le e´lastoviscoplastique
Description du mouvement
Nous de´finissons un solide quelconque de´fini par son domaine Ω(t) de´limite´ par sa
frontie`re note´e ∂Ω(t). L’e´chelle a` laquelle nous e´tudions les proce´de´s de mise en forme
est assez grande pour conside´rer la matie`re comme continue. Nous nous plac¸ons donc
dans une re´solution classique de me´canique des milieux continus. De plus, la matie`re
sera conside´re´e comme isotrope et homoge`ne c’est a` dire que, quel que soit l’endroit ou`
nous nous trouvons, la re´ponse du mate´riau sera en fonction d’une rhe´ologie constante. A
chaque instant t, il est possible de suivre les positions de chaque particule de Ω au moyen
d’une fonction bijective. En notant t0 le temps initial de notre analyse, nous utilisons la
fonction φ de´finie par :
φ : Ω(t0) → Ω(t)
x0 → x(x0, t) (2.1)
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φ de´crit la position a` l’instant t du point mate´riel de coordonne´es initiales x0. Il s’agit
d’une description lagrangienne du mouvement. Nous introduisons alors le de´placement u
de´fini par :
x(x0, t) = x0 + u(x0, t) (2.2)
La description du mouvement est alors parfaitement de´finie par la position initiale et
finale du point mate´riel. Le logiciel Forge2005r est base´ sur une description Lagrangi-
enne actualise´e. Le terme ”actualise´e” vient du fait qu’entre l’instant t et t0, l’intervalle
de temps est divise´ en une suite de pas de temps [t0, t0 + ∆t, . . . , t]. Sur chacun des
intervalles, le mouvement est de´crit par la fonction φt de´finie par :
φt : Ω(t) → Ω(t+ ∆t)
xt → xt+∆t(xt, t+ ∆t) (2.3)
Le pas de discre´tisation est choisi suffisamment faible pour permettre d’adopter l’hypot-
he`se des petites perturbations (entre 0.1% et 1% de de´formation par incre´ment). Avec
cette hypothe`se, nous pouvons de´finir la de´formation comme :
 =
1
2
(grad(u) + grad(u)T ) (2.4)
Le tenseur taux de de´formation de´fini a` partir du champ de vitesse v est donne´ par :
˙ =
1
2
(grad(v) + grad(v)T ) (2.5)
Equations de conservation
Il faut a` pre´sent de´finir les e´quations qui gouvernent l’e´quilibre du syste`me. En
ne´gligeant les forces volumiques applique´es au syste`me (inertie, gravite´), l’e´quation d’e´qui-
libre s’e´crit :
div(σ) = 0 sur Ω(t) (2.6)
σ est le tenseur des contraintes de Cauchy. La deuxie`me e´quation dite de conservation
de la masse s’e´crit :
∂ρ
∂t
+ div(ρv) = 0 (2.7)
Dans le cas d’un mate´riau incompressible, la masse volumique ρ est constante donc
l’e´quation 2.7 devient :
div(v) = 0 (2.8)
Cette e´quation est ve´rifie´e dans le cas purement plastique mais en e´lasticite´, le com-
portement est compressible. L’e´quation 2.7 devient alors :
div(v) +
p˙
χ
= 0 (2.9)
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ou` p˙ est le taux de la pression hydrostatique responsable de la compression du volume et
χ est le cœfficient de compressibilite´ du mate´riau de´duit des cœfficients de Lame´ λ et µ
par :
χ = λ+
2
3
µ (2.10)
λ et µ peuvent eˆtre exprime´s en fonction du module d’Young E et du cœfficient de
Poisson ν comme ceci :
λ =
Eν
(1 + ν)(1− 2ν)
µ =
E
2(1 + ν)
(2.11)
Conditions aux limites
Les e´quations d’e´quilibre sont ve´rifie´es en tout point du volume. Cependant, il faut
tenir compte des conditions limites sur la surface exte´rieure ∂Ω afin d’e´quilibrer le syste`me.
Nous allons distinguer trois types de conditions aux limites :
• conditions de bord libre :
σ.n = 0 sur ∂Ωl (2.12)
ou` n est la normale exte´rieure a` la surface de la pie`ce.
• conditions de pression impose´e :
σ.n = −pimpn sur ∂Ωp (2.13)
pimp est la pression impose´e.
• conditions de contact unilate´ral ou bilate´ral frottant. Le traitement de ces conditions
se base sur les conditions de Signorini qui re´gissent la non pe´ne´tration de la pie`ce
dans l’outil de´crits par :
(v − vout).n ≤ 0
σn ≤ 0 sur ∂Ωc
σn[(v − vout).n] = 0 (2.14)
vout est la vitesse relative a` l’outil et σn, la composante normale de la contrainte σ
de´finie par :
σn = (σ.n)n (2.15)
Dans le cas d’un contact bilate´ral (pas de de´cohe´sion a` l’interface) collant (aucun
glissement tangentiel), nous imposons :
v − vout = 0 sur ∂Ωc (2.16)
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Il faut e´galement tenir compte de la condition tangentielle de la contrainte. Cette
composante est inde´pendamment re´gie par les lois de frottement. Par exemple, dans
le cas d’une loi simple de frottement de type Coulomb, la contrainte tangentielle
s’e´crit :
σt = σn%
vt
||∆vt||
(2.17)
ou` % est le cœfficient de frottement conside´re´. σt et ∆vt sont respectivement la
contrainte tangentielle et la vitesse relative du glissement tangentiel de´finie par :
σt = σ.n− σn
∆vt = (v − vout)− ((v − vout).n)n (2.18)
D’autres types de loi de frottement sont disponibles dans Forge2005r telles que
Tresca ou Norton.
Loi de comportement
La loi e´lastoviscoplastique retenue dans Forge2005r est en fait une loi e´lastoplastique
a` laquelle est ajoute´e une sensibilite´ de la contrainte d’e´coulement a` la vitesse base´e sur
la loi de Norton-Hoff. Cette version e´lastoplastique est base´e sur la de´composition de
Prandtl-Reuss avec le crite`re de plasticite´ de von Mises [89].
Les e´quations constitutives du comportement e´lastoplastique reposent sur une de´com-
position du tenseur taux de de´formation en une partie e´lastique (˙el) et une partie plastique
(˙pl) :
˙ = ˙el + ˙pl (2.19)
Le tenseur de de´formation e´lastique est relie´ au tenseur des contraintes σ par le tenseur
d’e´lasticite´ Del :
σ = Del : el (2.20)
Le comportement plastique est de´fini par la surface de charge :
f(σ, ¯pl, ˙¯pl) = σ¯ − σ0(¯pl, ˙¯pl) ≤ 0 (2.21)
ou` ¯pl, ˙¯pl correspondent respectivement a` la de´formation plastique e´quivalente et au taux
de de´formation plastique e´quivalent de´finis par :
¯pl(t) =
∫ t
0
˙¯pl(τ)dτ (2.22)
˙¯pl =
√
2
3
˙pl : ˙pl (2.23)
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σ0 est la contrainte d’e´coulement du mate´riau. Le tenseur taux de de´formation plas-
tique est de´fini suivant la normale a` la surface de charge par :
˙pl = dλ
∂f
∂σ
(2.24)
λ est le multiplicateur plastique qui de´finit l’intensite´ de la de´formation. Il est possible
de montrer que dλ = d ˙¯pl [16]. Pour ge´ne´raliser cette loi au cas e´lastoviscoplastique,
nous introduisons, dans le crite`re de plasticite´ de´finie par l’e´quation 2.21, la valeur de la
contrainte d’e´coulement suivante :
σ0 = K¯
pln ˙¯pl
m
(2.25)
avec K la consistance du mate´riau, n le cœfficient d’e´crouissage et m le cœfficient de
sensibilite´ a` la vitesse de de´formation. Les e´quations de´finies lors de la de´composition de
Prandtl-Reuss permettent de faire la transition entre le comportement e´lastique pur et le
comportement plastique pur :
• Cas e´lastique :
si f(σ, pl, ˙pl) < 0 et
∂f
∂σ
: σ˙ < 0
alors el = Del
−1
: σ˙
˙pl = 0
˙ = ˙el (2.26)
• Cas e´lastoplastique :
si f(σ, pl, ˙pl) ≤ 0 et ∂f
∂σ
: σ˙ > 0
alors el = Del
−1
: σ˙
˙pl = λ
∂f
∂σ
avec (λ > 0)
˙ = ˙el + ˙pl (2.27)
Il est possible de de´finir une relation tensorielle pour le cas e´lastoplastique donne´e sous
la forme :
σ˙ =
Del −
(
Del : ∂f
∂σ
)
⊗
(
∂f
∂σ
T
: Del
)
∂σ0
∂¯pl
+ 1
dt
∂σ0
∂ ˙¯pl
+ ∂f
∂σ
T
: Del : ∂f
∂σ
 : ˙ = Dep : ˙
˙pl =
[
1−Del−1 : Dep
]
: ˙
˙¯pl =
√
2
3
˙pl : ˙pl (2.28)
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ou` le tenseur d’ordre 4 Dep correspond au module tangent e´lastoplastique. Il de´pend de
l’e´tat de contrainte σ et de l’e´tat de de´formation (¯pl, ˙¯pl). Du fait de l’incompressibilite´
de la de´formation plastique et de l’isotropie de l’e´lasticite´, nous pouvons de´composer les
tenseurs en partie sphe´rique et de´viatorique avec les formes suivantes :
˙ = e˙+
1
3
Tr(˙)I
˙el = e˙el +
1
3
Tr(˙el)I
˙pl = e˙pl
σ = s− pI (2.29)
avec I le tenseur identite´, s, la partie de´viatorique des contraintes, e˙, la partie de´viatorique
du tenseur taux de de´formation et p, la pression hydrostatique que nous allons de´finir
comme :
p = −1
3
Tr[σ] (2.30)
Formulation faible du proble`me
A partir des deux e´quations de conservation de l’e´quilibre et de la masse, la formulation
faible mixte en vitesse pression du proble`me est de´duite en les multipliant par des fonctions
tests et en les inte´grant sur tout le domaine Ω. Le proble`me se re´sume a` trouver (v, p) ∈
V × P ve´rifiant :
∫
Ω
s(v) : ˙(v∗)dΩ−
∫
Ω
pTr(˙(v∗))dΩ−
∫
∂Ω
T .v∗dS = 0 ∀v∗ ∈ V0∫
Ω
p∗
(
Tr(˙(v)) +
p˙
χ
)
dΩ = 0 ∀p∗ ∈ P (2.31)
ou` le vecteur T correspond au vecteur des efforts exte´rieurs donne´ sur la frontie`re ∂Ω de
normale exte´rieure n et de´fini par T = σ.n. Nous de´finissons les espaces suivants :
V = (H1(Ω))3 l’espace des vitesses cine´matiquement admissibles c’est a` dire ve´rifiant les
conditions de vitesses impose´es sur le bord.
V0 = (H1(Ω))3 l’espace des vitesses cine´matiquement admissibles a` 0.
P = L2(Ω) l’espace des pressions.
2.2.2 Inte´gration nume´rique du mode`le e´lastoplastique
Afin d’inte´grer la loi e´lastoplastique de´crite pre´ce´demment, il faut discre´tiser le prob-
le`me par la me´thode des e´le´ments finis qui consiste a` subdiviser le domaine Ω en un
ensemble de sous domaines Ωe appele´s e´le´ments et ve´rifiant :
Ω ≈
⋃
ΩTh
Ωe (2.32)
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ou` Th est l’ensemble des e´le´ments. Pour chaque e´le´ment, des fonctions d’interpolation sont
de´finies pour approcher les champs de vitesse et de pression. A l’aide de ces fonctions,
le proble`me 2.31 consiste a` chercher une solution de dimension finie dans les sous-espaces
Vh ⊂ V et Ph ⊂ P . Nous devons donc trouver (vh, ph) ∈ Vh × Ph ve´rifiant :
∫
Ωh
s(vh) : ˙(v
∗
h)dΩh −
∫
Ωh
phTr(˙(v
∗
h))dΩh −
∫
∂Ωh
T .v∗hdSh = 0 ∀v∗h ∈ V0h∫
Ωh
p∗h
(
Tr(˙(vh)) +
p˙h
χ
)
dΩh = 0 ∀p∗h ∈ Ph (2.33)
Le choix du type d’e´le´ments d’interpolation est tre`s important. Forge2005r utilise
les e´le´ments finis P1 + /P1 en vitesse pression. Ils permettent de ve´rifier le crite`re de
compatibilite´ de Brezzi-Babusˆka qui de´finit une condition ne´cessaire et suffisante pour
assurer la compatibilite´ entre les fonctions d’interpolation [10]. L’e´le´ment P1 + /P1 est
un e´le´ment te´trae´drique, initialement de´veloppe´ pour l’e´tude du proble`me de Stokes [38]
dont l’interpolation en vitesse est enrichie par l’ajout d’un degre´ de liberte´ supple´mentaire
au centre appele´ ”bulle”. Le champ de vitesse interpole´ vh sur l’e´le´ment P1 + /P1 se
de´compose en une partie line´aire vl et une partie bulle vb. Cette de´composition s’e´crit :
vh = vl + vb (2.34)
La bulle est une fonction affine par morceau qui s’annule sur le bord et qui assure la
compatibilite´ de l’e´le´ment. Les nouveaux espaces d’approximation des champs de vitesse
et de pression sont de´finis par :
Vh = Vl ⊕ Bh
Vl =
{
vl ∈ (C0(Ωh))3 / ∀e ∈ Th, vl|Ωe ∈ (P 1(Ωe))3
}
Bh =
{
vb ∈ (C0(Ωh))3 / ∀e ∈ Th, vb|∂Ωei ∈ (P
1(Ωe))
3 et vb|∂Ωei = 0, i = 1, . . . , 4
}
Ph =
{
ph ∈ (C0(Ωh)) / ∀e ∈ Th, ph|∂Ωe ∈ (P 1(Ωe))
}
(2.35)
∂Ωei , i = 1, . . . , 4 repre´sentent les sous te´trae`dres du te´trae`dre de la triangulation dont
le centre est commun aux 4 (figure 2.1). P 1 est le polynoˆme d’interpolation line´aire. Pour
tout point x du domaine Ωh appartenant a` un e´le´ment donne´ e, les champs de vitesse et
de pression s’e´crivent :
vh(x) =
4∑
k=1
N lk(x)v
l
k +N
b(x)vb
ph(x) =
4∑
k=1
N lk(x)pk (2.36)
ou` vlk, k = 1, . . . , 4 repre´sente la vitesse line´aire de chaque nœud k de l’e´le´ment e, v
b est la
valeur nodale de la vitesse associe´e au nœud central. N lk(x), k = 1, . . . , 4 sont les fonctions
d’interpolation des champs line´aires vitesse et pression associe´es au nœud k. N b(x) est la
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fonction d’interpolation bulle. pk est la pression associe´e au nœud k. Pour un e´le´ment de
re´fe´rence (figure 2.1), les fonctions d’interpolation associe´es sont donne´es par :
N l1 = ξ sur Ωe1 N
b
1 = 4ξ
N l2 = η sur Ωe2 N
b
2 = 4η
N l3 = ζ sur Ωe3 N
b
3 = 4ζ
N l4 = 1− ξ − η − ζ sur Ωe4 N b4 = 4(1− ξ − η − ζ) (2.37)
Figure 2.1 : Ele´ment de re´fe´rence P1+/P1 et sous te´trae`dres associe´s
Le proble`me discre´tise´ devient alors :
Trouver (vl, vb, ph) ∈ V0l × Bh × Ph tel que ∀ (v∗l , v∗b , p∗h) ∈ V0l × Bh × Ph
∫
Ωh
s(vl + vb) : ˙(v
∗
l )dΩh −
∫
Ωh
phTr(˙(v
∗
l ))dΩh −
∫
∂Ωh
T .v∗l dSh = 0 ∀v∗l ∈ V0l∫
Ωh
s(vl + vb) : ˙(v
∗
b)dΩh −
∫
Ωh
phTr(˙(v
∗
b))dΩh −
∫
∂Ωh
T .v∗bdSh = 0 ∀v∗b ∈ Bh∫
Ωh
p∗h
(
Tr(˙(vl)) +
p˙h
χ
)
dΩh = 0 ∀p∗h ∈ Ph (2.38)
D’apre`s la de´finition de Bh le terme
∫
∂Ωh
T .v∗bdSh s’annule. Le syste`me d’e´quations est
alors un syste`me couple´ a` cause de la de´pendance du de´viateur des contraintes au champ
de vitesse. Il est possible de re´soudre un tel syste`me pour les proble`mes d’e´lastoplasticite´
[57]. Cependant, en utilisant une proprie´te´ spe´cifique de la bulle [3], il est possible de
de´coupler les e´quations et d’aboutir a` une formulation dite du mini-e´le´ment qui de´couple
le proble`me. Pour de plus amples de´tails, nous pourrons nous re´fe´rer a` [57].
2.2.3 Gestion du contact
Les conditions de contact entre l’outil ΩOut et le solide Ω sont ge´re´s a` partir d’une
distance signe´e d(x, t) de´finie sur tout le domaine Ω. Elle est construite en calculant la
distance de chaque nœud du maillage a` l’outil. La figure 2.2 explicite la de´finition de cette
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Figure 2.2 : De´finition de la distance de pe´ne´tration
distance.
Tout nœud a` l’exte´rieur de l’outillage sera assigne´ d’une distance d(x, t) positive. A
l’oppose´, tout nœud a` l’inte´rieur de l’outil aura une distance d(x, t) ne´gative. Au cours de
l’incre´ment me´canique, le solide se de´forme et un ou plusieurs nœuds peuvent se retrouver
a` l’inte´rieur de l’outil, entraˆınant une condition non physique. Pour y reme´dier, nous
utilisons une condition de non pe´ne´tration a` la fin de l’incre´ment qui se traduit par :
d(x, t+ ∆t) ≥ 0 (2.39)
Apre´s de´veloppement, nous pouvons line´ariser cette condition au premier ordre [87] :
d(x, t+ ∆t) = d(t) + (v − v(t)).n(t)∆t+O(∆t2) (2.40)
La condition de non pe´ne´tration peut eˆtre re´e´crite sous la forme :
〈h(v(t))〉
∣∣∣∣ h(v(t)) si h(v(t)) ≥ 00 si h(v(t)) < 0 (2.41)
avec h(v(t)) de´fini comme :
h(v(t)) = (v(t)− vout).n(t)−
d(t)
∆t
(2.42)
Pour tenir compte des conditions de contact dans la formulation du proble`me d’e´quilib-
re, une me´thode de pe´nalisation est utilise´e. La contrainte de non pe´ne´tration est im-
pose´e graˆce a` un cœfficient de pe´nalisation ρc [87]. Physiquement, la pe´nalisation revient
a` imposer un effort de re´pulsion aux nœuds pe´ne´trants dans l’outillage, proportionnel
a` la distance de pe´ne´tration. La me´thode de pe´nalisation n’introduit pas d’inconnue
supple´mentaire dans le proble`me d’e´quilibre mais la me´thode n’est pas exacte. Un ρc trop
faible peut entraˆıner une pe´ne´tration des nœuds dans l’outil non controˆle´e alors qu’un ρc
trop important entraˆıne un mauvais conditionnement des syste`mes line´aires a` re´soudre.
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2.2.4 Remaillage et transport
Forge2005r est un code me´tier, qui comme nous l’avons vu, utilise une formulation
de type lagrangienne actualise´e. Etant donne´ que la majorite´ des proce´de´s de mise en
forme mettent en jeu de grandes de´formations, nous pouvons nous attendre a` ce que les
e´le´ments du maillage de´ge´ne`rent au cours de la simulation. Un mailleur isotrope classique
ne conviendrait pas car il arrive souvent que l’e´paisseur de la pie`ce soit tre`s infe´rieure aux
autres dimensions. Ge´ne´rer des e´le´ments te´trae`driques e´quilate´raux reviendrait a` aug-
menter conside´rablement le nombre de nœuds et d’e´le´ments. Un mailleur dit anisotrope
a e´te´ inte´gre´ dans le logiciel afin de ge´ne´rer un maillage adapte´ en controˆlant la taille de
maille dans les trois directions de l’espace de manie`re inde´pendante. Il s’agit du mailleur
MTC [38] pilote´ par des me´triques adapte´es (cf chapitre 5).
Le remaillage induit cependant un changement de la topologie, c’est a` dire que le
nombre de nœuds et d’e´le´ments change au fur et a` mesure. Une me´thode de transport de
variables de l’ancien maillage vers le nouveau est alors ne´cessaire. Il existe deux types de
variables : les variables nodales P1 et les variables P0 astreintes aux e´le´ments.
Transport P1
Le transport des valeurs nodales se fait en deux e´tapes :
• Recherche de l’e´le´ment d’appartenance de chaque nœud du nouveau maillage dans
l’ancien maillage
• Interpolation des valeurs nodales depuis les sommets de l’e´le´ment appartenant a`
l’ancien maillage jusqu’au nœud du nouveau maillage. Elle est effectue´e en utilisant
les fonctions de forme de l’ancien maillage (figure 2.3).
Transport P0
Le transport des valeurs P0 se fait e´galement en deux e´tapes :
• Dans un premier temps, une me´thode de moindres carre´s permet d’affecter aux
nœuds de l’ancien maillage les valeurs de´finies par e´le´ment. Cette extrapolation
permet d’appliquer l’utilisation du transport P1 de´crit pre´ce´demment.
• La seconde e´tape consiste a` trouver l’e´le´ment de correspondance dans l’ancien mail-
lage avec l’e´le´ment du nouveau maillage. Ensuite, il suffit de faire correspondre les
valeurs nodales au centre de gravite´ du nouvel e´le´ment en utilisant la me´thode de
transport P1. Cette me´thode est de´crite sur la figure 2.4.
La valeur de la variable interpole´e au centre de gravite´ est celle affecte´e a` l’e´le´ment.
Les valeurs affecte´es aux nœuds lors de l’extrapolation ne sont qu’une moyenne ponde´re´e
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Figure 2.3 : Transport des variables P1
des valeurs P0 des e´le´ments contenant ce nœud, ce qui peut induire une certaine diffusion
nume´rique.
Figure 2.4 : (a) Extrapolation par moindres carre´s des valeurs P0 aux nœuds et (b) transport des
variables P1 extrapole´es au centre de gravite´ du nouveau maillage
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2.3 De´veloppements re´alise´s dans Forge2005r
Dans le cadre de cette the`se, nous souhaitons e´tudier la tenue me´canique en fatigue il-
limite´e des pie`ces forge´es. Pour atteindre cet objectif, des de´veloppements spe´cifiques
ont e´te´ re´alise´s dans Forge2005r. Nous verrons tout d’abord l’inte´gration des car-
acte´ristiques principales induites par le forgeage a` savoir le fibrage ainsi que le corroyage.
Enfin, nous pre´senterons comment les crite`res de fatigue en endurance illimite´e ont e´te´
imple´mente´s dans Forge2005r.
2.3.1 De´termination des caracte´ristiques principales dues au for-
geage
Pour mener a` bien une e´tude multi-e´chelles du proce´de´ de forgeage, il est essentiel de
pouvoir quantifier l’anisotropie que subit localement la pie`ce industrielle mais aussi les
de´formations. Une de´formation pre´fe´rentielle dans une direction entraˆıne ge´ne´ralement
une anisotropie. Cette anisotropie peut eˆtre quantifie´e en partie par le vecteur fibrage
qui re´sulte directement du gradient de la de´formation locale. Il est e´galement ne´cessaire
de tenir compte des de´formations locales ou plus exactement du corroyage car les car-
acte´ristiques me´caniques en de´pendent (et notamment pour la tenue en fatigue). Il est
donc essentiel de de´velopper des outils nume´riques qui nous permettent de les quantifier.
Corroyage
Le corroyage est la de´formation a` chaud que subit le mate´riau lors du proce´de´ de mise
en forme [109]. Pour un proce´de´ de laminage, le corroyage est de´fini comme le rapport
de la section initiale Sinit du barreau sur la section finale Sfin apre`s le proce´de´ de mise en
forme :
Kcor =
Sinit
Sfin
(2.43)
Pour une ge´ome´trie 3D complexe, nous nous rendons compte qu’une telle de´finition
est difficilement applicable. Dans Forge2005r, nous proposons de relier le corroyage a`
l’exponentielle de la de´formation plastique e´quivalente (e´quation 2.22). L’exponentielle
nous permet d’obtenir un intervalle proche des valeurs de corroyage habituelles car la
de´formation e´quivalente est ge´ne´ralement faible. Nous obtenons :
Kcor num = e
¯pl (2.44)
Cette valeur est mal de´finie nume´riquement mais nous supposerons un intervalle valide
que nous relierons au corroyage macroscopique de la pie`ce forge´e. Il s’agit d’une hypothe`se
simplificatrice. La figure 2.5 montre un exemple de calcul de ce corroyage.
Fibrage
La de´formation subie au cours du proce´de´ de mise en forme induit un e´coulement de
la matie`re dans une direction pre´fe´rentielle. Cet e´coulement influence directement la mor-
phologie microstructurale du mate´riau impliquant une texture morphologique pre´fe´rentielle
ou, plus commune´ment appele´e, du fibrage. Ce fibrage induit un comportement diffe´rent
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Figure 2.5 : Calcul du corroyage local sur Forge2005r
selon la direction de sollicitation. La figure 2.6 indique que selon l’orientation de pre´le`-
vement des e´chantillons par rapport au fibrage, le comportement en fatigue diffe`re. En
effet, la tenue en fatigue pour les e´chantillons pre´leve´s dans le sens du fibrage est meilleure
que celle obtenue pour des e´prouvettes pre´leve´es dans le sens transverse au fibrage. Le
mate´riau e´tudie´ ici est un 42CrMo4 fourni par Ascometal CREAS.
Il est possible, nume´riquement, de repre´senter ce fibrage a` travers un tenseur relatif
aux trois axes principaux de de´formation. Une premie`re version du tenseur fibrage est
calcule´e a` partir du tenseur gradient F de´fini par :
F = I +Grad x = RU = V R (2.45)
ou` I est le tenseur unite´, x est le vecteur position, R est un tenseur orthogonal relatif a`
l’orientation, V et U sont respectivement, le tenseur syme´trique de distorsion gauche et
le tenseur syme´trique de distorsion droit. Il s’agit de la de´composition polaire de F . Les
tenseurs V et U sont utilise´s pour de´terminer la de´formation locale subie par la pie`ce.
En choisissant arbitrairement le tenseur U , nous obtenons le syste`me (2.46) que nous
re´solvons a` l’aide d’une me´thode de Newton-Raphson.
U2 = F T F (2.46)
En e´crivant U sous la forme :  A B CB D E
C E F
 (2.47)
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Figure 2.6 : Crite`re de Dang Van obtenu pour le 42CrMo4 selon diffe´rentes orientations de pre´le`vements
effectue´s apre`s la mise en forme [30]
et en utilisant la syme´trie de U2 et F T F , nous obtenons le syste`me vectoriel suivant :
U2 =

A2 +B2 + C2
AB +BD + CE
AC +BE + CF
B2 +D2 + E2
BC + ED + EF
C2 + E2 + F 2
 , F
T F =

V1
V2
V3
V4
V5
V6
 (2.48)
Le syste`me non line´aire obtenu est re´solu en utilisant une proce´dure ite´rative :
f =

A2 +B2 + C2 − V1
AB +BD + CE − V2
AC +BE + CF − V3
B2 +D2 + E2 − V4
BC + ED + EF − V5
C2 + E2 + F 2 − V6
 = 0 (2.49)
Le tenseur Jacobien, pour le vecteur inconnu Y = [A,B,C,D,E, F ], est donne´ par :
df
dY
=

2A 2B 2C 0 0 0
B A+D E B C 0
C E A+ F 0 B C
0 2B 0 2D 2E 0
0 C B E D + F E
0 0 2C 0 2E 2F
 (2.50)
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La me´thode ite´rative consiste a` re´soudre le syste`me (2.51) en choisissant des conditions
initiales.
df
dY
.(Y n+1 − Y n) = f (2.51)
Le tenseur fibrage correspond aux vecteurs propres de U normalise´s par les valeurs
propres. Trois valeurs sont donc obtenues. Elles correspondent aux extensions subies par
les nœuds du maillage dans l’espace des valeurs propres. Afin de suivre ce tenseur a` chaque
incre´ment de calcul, il est ne´cessaire de revenir a` la configuration initiale a` l’aide d’une
transformation bijective. En notant t0, le temps initial du proce´de´, t, le temps actuel
du calcul et t′, le temps correspondant a` l’incre´ment pre´ce´dent, nous pouvons associer la
position initiale du domaine Ωt0 pour t0, Ωt pour t et Ωt′ pour t
′ et respectivement, un
point avec les positions x0, xt et xt′ (figure 2.7). L’e´quation (2.45) devient :
F
t0, t
= F
t′, t
F
t0, t′
(2.52)
Figure 2.7 : Configuration Lagrangienne du mouvement
Cette de´finition du fibrage permet d’obtenir un tenseur relatif aux extensions dans les
trois directions de la de´formation. Ainsi nous pouvons conside´rer la de´formation maximale
ou faire une moyenne de ces vecteurs pour de´finir l’extension locale subie par les grains
ou les inclusions. Cependant, cette me´thode est difficilement applicable nume´riquement
car la diffusion due au remaillage rend instable les conditions de contact entre pie`ce et
outil. L’algorithme est re´sume´ en annexe E [86].
Le proble`me d’instabilite´ nous a pousse´ a` reformuler la de´finition du fibrage a` l’aide
d’un vecteur relatif a` la position de chaque nœud au fur et a` mesure du calcul. Cette
de´finition nous restreint a` ne conside´rer que l’e´volution d’un vecteur dont la direction est
calcule´e par la diffe´rence dx. Le vecteur fibrage est calcule´ en chaque nœud du maillage
par :
dx = Fdx0 (2.53)
dx est la position actuelle et dx0, la position initiale. Nous avons repre´sente´ le calcul
de ce vecteur fibrage sur un proce´de´ de cambrage. Un vecteur fibrage peut eˆtre initiale-
ment oriente´ dans une direction choisie (figure 2.8). Apre`s simulation, le vecteur fibrage
suit la de´formation subie par la pie`ce en chaque nœud (figure 2.9).
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Figure 2.8 : Initialisation du vecteur fibrage
Figure 2.9 : Calcul du vecteur fibrage apre`s simulation
Cette dernie`re de´finition du vecteur fibrage sera utilise´e par la suite pour calculer
l’orientation de la microstructure de la pie`ce industrielle.
2.3.2 Inte´gration d’un module de fatigue dans Forge2005r
Forge2005r n’est pas un logiciel de´die´ au calcul de structures. En particulier, les
conditions aux limites ge´ne´ralement applique´es au travers d’outils ne sont pas naturelles
pour simuler la fatigue a` grand nombre de cycles. Nous pre´sentons dans une premie`re
partie, l’utilisation des conditions aux limites dans Forge2005r, puis dans une seconde
partie, nous pre´sentons l’imple´mentation des crite`res de fatigue retenus.
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Conditions aux limites
Afin de ge´ne´raliser les conditions limites, et notamment dans le but d’inte´grer des
conditions limites cycliques, Caillet [30] inte´gra une premie`re version concernant des con-
traintes cycliques en traction-compression. Il s’agissait de diviser, en plusieurs morceaux
le pas de temps afin d’interpoler, a` partir de fonction de Lagrange, les contraintes mal
de´finies par l’utilisateur (figure 2.10).
Figure 2.10 : Interpolation des contraintes utilise´es en conditions limites
Nous avons ge´ne´ralise´ les conditions aux limites en contraintes selon un mouvement
de torsion donne´. Puisque seule une contrainte normale peut eˆtre applique´e sur un ”set
de contraintes” c’est a` dire sur une zone se´lectionne´e du maillage, nous avons duˆ trouver
un artifice afin de donner le mouvement de rotation. Pour cela, nous avons utilise´ une
presse ge´ne´rique classique relie´e a` la pie`ce par un contact bilate´ral collant. Par de´finition
(e´quation 2.16), le mouvement de la presse entraˆıne la zone avec un mouvement de ro-
tation. Le cycle de vitesse de la presse est segmente´ selon un pas de temps cale´ sur le
nombre d’incre´ments de calculs, et le cas e´che´ant d’extrapoler les valeurs par rapport au
pas de temps choisi. Ces conditions aux limites sont repre´sente´es explicitement sur les
figures 2.11 pour les sollicitations en traction-compression et 2.12 pour les sollicitations
en torsion. Nous avons repre´sente´ des e´prouvettes normalise´es que nous utiliserons par
la suite afin de tester et de comparer les crite`res de fatigue. Les cotes sont re´fe´rence´es en
annexe F.
Figure 2.11 : Chargement en contraintes normales pour une sollicitation cyclique en traction-
compression
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Figure 2.12 : Chargement en cisaillement pour une sollicitation cyclique en torsion
Crite`res de fatigue
L’inte´gration d’un crite`re de fatigue dans Forge2005r se fait de manie`re externe
graˆce a` l’utilisation de routines utilisateurs. Ceci est possible ici car dans le cas de
la fatigue illimite´e, les crite`res peuvent eˆtre utilise´s en post-processing sur la base des
champs me´caniques calcule´s durant un cycle de chargement dans le domaine e´lastique.
L’algorithme ge´ne´ral est donne´ en figure 2.13.
Figure 2.13 : Algorithme d’inte´gration des crite`res de fatigue dans Forge2005r
Les crite`res de fatigue sont inte´gre´s en post-traitement car ils n’interagissent pas sur le
calcul en lui-meˆme. Les seules donne´es d’entre´e dont nous avons besoin sont les contraintes
calcule´es au cours du calcul. Il est e´galement possible de tenir compte des contraintes
re´siduelles calcule´es a` la fin du proce´de´ de mise en forme. Ces contraintes s’ajoutent aux
contraintes subies lors du calcul en fatigue. Nous ne tenons pas compte de la relaxation des
contraintes lors des premiers chargement en fatigue [138]. Deux crite`res multiaxiaux ont
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e´te´ inte´gre´s dans le logiciel Forge2005r : le crite`re de Dang Van et celui de Papadopoulos
que nous avions pre´sente´s au chapitre pre´ce´dent. Les algorithmes de chacun des crite`res
sont re´fe´rence´s en annexe B, C et D. Chaque e´le´ment du maillage repre´sente un volume
e´le´mentaire repre´sentatif. Le calcul des crite`res se fait donc par e´le´ment. Nous supposons
e´galement que l’e´tat adapte´ est atteint. Un seul cycle de chargement est ne´cessaire pour
calculer le crite`re de fatigue. Un chargement alterne´ sinuso¨ıdal est applique´ en condition
limite (refle´tant un chargement re´el moyenne´). Nous de´finissons le chargement comme :
Σij = Σij,asin(ωt+ βij) + Σij,m (2.54)
Nous notons l’amplitude de chargement par :
Σij,a =
1
2
(
Max
t∈T
Σij(t)−Min
t∈T
Σij(t)
)
(2.55)
La valeur moyenne du chargement est donne´e par :
Σij,m =
1
2
(
Max
t∈T
Σij(t) +Min
t∈T
Σij(t)
)
(2.56)
βij est l’angle de de´phasage entre la composante Σij et Σzz choisie comme re´fe´rence.
T = 2pi
ω
est la pe´riode de chargement et ω le de´phasage.
Afin de tester nume´riquement chacun des crite`res, nous avons mode´lise´ deux e´prouvet-
tes normalise´es en traction-compression et en torsion sans contrainte re´siduelle puisqu’elles
n’ont pas e´te´ simule´es par un quelconque proce´de´ de mise en forme. Le mate´riau utilise´ est
le 42CrMo4. Afin de calculer les constantes des crite`res, nous avons utilise´ les re´sultats
re´fe´rence´s dans [136]. La limite de fatigue en traction-compression alterne´e est de 398
MPa, celle en torsion est de 260 MPa et en flexion alterne´e, de 370 MPa. Le rapport de
la limite en torsion alterne´e sur traction-compression alterne´e est de rlimite =
t−1
s−1
= 0.65.
Dans la classification de Papadopoulos, ce mate´riau est conside´re´ comme dur. Le but
de ces simulations est de comparer les re´sultats que nous obtenons pour le crite`re de
Dang Van et celui de Papadopoulos afin de ve´rifier l’influence du maillage et la rapidite´
nume´rique de chacun.
La pe´riode du chargement applique´e vaut 0.1 s soit 10 Hz dans le cas des tests
nume´riques. Cette fre´quence est dans la marge courante de sollicitations cycliques utilise´es
lors des essais de fatigue. Pour les sollicitations en traction-compression, l’amplitude est
e´gale a` la limite en traction-compression du mate´riau. Cependant, l’utilisation d’une
presse ge´ne´rique en torsion pose un proble`me pour la de´termination de la vitesse de rota-
tion. Dans le cas d’une e´prouvette de torsion, un calcul de re´sistance des mate´riaux peut
nous donner un intervalle assez proche de la re´alite´. Dans le cas ou` le mouvement s’ave`re
plus complique´, il faudra tester les vitesses de la presse sur des cas connus. La contrainte
tangentielle est donne´e par :
σt = Gφκ (2.57)
ou` σt est la contrainte tangentielle, G , le module e´lastique en cisaillement, φ, l’angle de
torsion et κ, le rayon de la section utile. Nous trouvons, pour le 42CrMo4, une vitesse
de presse de 10.1 rad/min. En se basant sur ce calcul, nous pouvons de´terminer la
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vitesse de rotation de la presse afin d’obtenir un chargement sinuso¨ıdal proche de la limite
d’endurance du mate´riau en torsion alterne´e. En pratique, la valeur est un peu infe´rieure
puisque ce calcul est base´ sur une charge constante alors que le chargement utilise´ est
sinuso¨ıdal. La figure 2.14 re´sume les conditions limites applique´es. Etant donne´ que la
fatigue a` grand nombre de cycles n’implique que de tre`s faibles de´formations, le pas de
temps est choisi constant pour chaque incre´ment. Le crite`re de remaillage cale´ sur les
de´formations n’est pas ne´cessaire.
Figure 2.14 : sollicitations applique´es aux e´prouvettes normalise´es
Les re´sultats des simulations sont explicite´s en figures 2.15 et 2.16. Les isovaleurs
de´crivent les valeurs du crite`re de Papadopoulos Tσ. Dans les deux cas, la zone cri-
tique est bien de´termine´e. Sur la figure 2.15, la zone critique pre´dite (en rouge carre´s
pleins) dans le cas de la traction-compression est situe´e dans la zone utile, au centre de
l’e´prouvette. En torsion, le crite`re montre que la zone susceptible de rompre se situe
au niveau de l’enveloppe exte´rieure de la pie`ce. Ces re´sultats sont en ade´quation avec
les re´sultats classiques de ruptures par fatigue. Les pre´dictions qualitatives sont bien
ve´rifie´es. D’autre part, les valeurs obtenues avec les crite`res de fatigue sont proches des
valeurs critiques puisque les chargements ont e´te´ choisis e´gaux aux limites de fatigue.
Les valeurs maximales des crite`res normalise´s sont re´fe´rence´es dans le tableau 2.1. Nous
remarquons que les valeurs des diffe´rents crite`res sont tre`s proches dans les deux cas de
sollicitation (erreur de 5% maximum).
Tableau 2.1 : Valeurs nume´riques des crite`res apre`s sollicitation cyclique
Type de sollicitation Papadopoulos Tσ Papadopoulos Mσ Dang Van
Traction-Compression alterne´e 1.01 0.95 1.01
Torsion alterne´e 0.97 0.96 1.02
L’avantage du crite`re de Papadopoulos par rapport au crite`re de Dang Van est lie´ a`
la pre´diction du crite`re Mσ. Elle est plus rapide que pour le crite`re de Dang Van. Nous
obtenons ainsi la valeur basse du crite`re plus rapidement. Cependant, le temps ne´cessaire
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Figure 2.15 : Calcul du crite`re de Papadopoulos Tσ en traction-compression alterne´e
Figure 2.16 : Calcul du crite`re de Papadopoulos Tσ en torsion alterne´e
pour la de´termination du crite`re selon Tσ de´pend fortement du pas choisi pour balayer les
angles ϕ et θ . En sachant que 0 < ϕ < 360◦ et 0 < θ < 180◦, nous avons teste´ plusieurs
pas angulaires (e´gaux pour les 2 angles) afin de calculer le temps de simulation. Si nous
balayons les angles θ et ϕ par pas de 1 degre´, le temps de calcul de Tσ est assez conse´quent
(8871s soit 8 fois plus que pour le crite`re de Dang Van seul). Cependant, si nous balayons
les angles avec un pas de 12◦, le temps de calcul se rapproche de celui de Dang Van seul.
Les figures 2.17 et 2.18 re´sument le temps de calcul pour chaque crite`re. La difficulte´ avec
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l’utilisation du crite`re de Papadopoulos en Tσ est la recherche d’un compromis entre la
pre´cision de la valeur maximale et le temps de calcul.
Figure 2.17 : Temps de calcul pour les diffe´rents crite`res de fatigue en traction-compression alterne´e
Figure 2.18 : Temps de calcul pour les diffe´rents crite`res de fatigue en torsion alterne´e
Pour pre´senter un calcul de fatigue tenant compte des contraintes re´siduelles dues a`
la mise en forme, nous avons choisi le cas du crochet (figure 2.19). La mise en forme a
e´te´ simule´e en deux passes a` partir d’un lopin de section carre´e. Le mate´riau choisi est
le 42CrMo4. Les re´sultats de la simulation en fatigue indiquent une tenue a` la charge
du crochet pour 1,2 tonnes (selon les deux crite`res de fatigue). Les pre´dictions sont
sensiblement les meˆmes pour les deux approches, qualitativement et quantitativement.
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Figure 2.19 : Simulations nume´riques en fatigue sur un crochet soumis a` des conditions limites cycliques
Forge2005r permet donc l’inte´gration de crite`res de fatigue en conside´rant l’histoire
thermome´canique de la mise en forme des pie`ces. Les conditions aux limites sont e´galement
bien adapte´es pour appliquer des contraintes en traction-compression et en torsion.
2.4 Conclusion
Les gammes de mise en forme mode´lise´es a` partir du logiciel Forge2005r peuvent a`
pre´sent eˆtre e´tudie´es en inte´grant des caracte´ristiques induites du proce´de´ de forgeage.
Nous pouvons notamment calculer le fibrage et le corroyage subis par la pie`ce durant tout
le proce´de´ de mise en forme. Ces parame`tres sont essentiels afin de pre´dire l’orientation
de la microstructure, mais e´galement de quantifier le taux de de´formation a` l’e´chelle de
l’inge´nieur. Ces nouvelles informations, couple´es avec les contraintes re´siduelles en fin
de proce´de´ de mise en forme, sont autant de donne´es d’entre´e supple´mentaires visant a`
enrichir la pre´diction de la dure´e de vie en fatigue. De plus, l’inte´gration des crite`res de fa-
tigue dans Forge2005r est pratique puisqu’il s’agit de les utiliser en post-traitement sans
qu’ils interviennent dans la re´solution me´canique. Nous avons donc les outils nume´riques
ne´cessaires permettant de simuler la chaˆıne virtuelle globale de la mise en forme jusqu’aux
proprie´te´s en service a` l’e´chelle macroscopique. Enfin, comme nous le verrons par la suite,
les informations relatives au fibrage et au corroyage nous seront e´galement utiles pour la
construction de volumes e´le´mentaires dans l’optique de notre approche multi-e´chelles.
Chapitre 3
Application a` une pie`ce forge´e : un
triangle de suspension
3.1 Introduction
Afin de valider l’approche proce´de´-proprie´te´s en service, ainsi que la me´thode multi-
e´chelles de´veloppe´e par la suite, nous avons se´lectionne´ une pie`ce industrielle soumise a`
des efforts cycliques de longue dure´e. Il s’agit d’un cas de triangle de suspension qui
nous a e´te´ fourni par la socie´te´ PSA. Ce triangle de suspension forge´ a` 1200◦C est monte´
en se´rie sur les voitures Citro¨en C5. Le sche´ma 3.1 permet de visualiser la position du
triangle dans le montage de suspension de la roue.
Figure 3.1 : Sche´matisation du syste`me de suspension au niveau de la roue
La gamme de forgeage est compose´e de 7 passes. L’embout de la pre´forme est martele´
afin d’obtenir une forme paralle´le´pipe`dique. La barre est ensuite cambre´e afin d’obtenir la
forme du triangle. Deux passes sont ensuite ne´cessaires afin d’obtenir la forme de´finitive
du triangle qui est finalement e´bavure´e. Les diffe´rentes passes, mode´lise´es nume´riquement,
sont repre´sente´es sur la figure 3.2. Le maillage final (nœuds et e´le´ments) est constitue´
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de 64 500 e´le´ments pour 18 800 nœuds. Nous effectuons a` la suite de l’e´bavurage un
refroidissement rapide de la pie`ce jusqu’a` 450◦C puis un refroidissement par trempe.
Figure 3.2 : Gamme de forgeage utilise´e pour le triangle de suspension
La figure 3.3 montre la pie`ce re´elle sur laquelle nous avons effectue´ diverses analyses
dans le but de de´terminer les caracte´ristiques me´caniques et microstructurales ne´cessaires
pour la mode´lisation multi-e´chelles. Au total, PSA a forge´ pre`s de 170 triangles de ce
type pour les besoins du projet Optiforge.
Figure 3.3 : Bras de suspension forge´ et grenaille´
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3.2 Fibrage et corroyage nume´riques
Le fibrage peut eˆtre directement visualise´ a` partir d’attaques e´le´ctrolytiques. Le tri-
angle a e´te´ coupe´ en deux parties, l’une polie miroir et attaque´e au nital a` 5% (5% d’acide
nitrique + e´thanol) et au FeCl3. La figure 3.4 indique le sens du fibrage.
Figure 3.4 : Fibrage obtenu par attaque chimique
D’un point de vue nume´rique, le fibrage est calcule´ graˆce a` l’e´quation 2.53. Le fibrage
est donne´ avec une direction initiale choisie. Sur les figures 3.5 et 3.6, nous pouvons visu-
aliser les diffe´rences entre le fibrage calcule´ nume´riquement et le fibrage re´el. Le triangle a
e´te´ tronc¸onne´ en 3 parties afin de mieux appre´cier le fibrage local mais e´galement afin de
diffe´rencier certaines caracte´ristiques microstructurales que nous verrons dans le chapitre
suivant. Sur la figure 3.5, nous voyons que le fibrage est bien repre´sente´ nume´riquement
pour les extreˆmite´s du bras. Par contre, au niveau de la figure 3.6, nous observons une
le´ge`re diffe´rence entre le fibrage nume´rique et expe´rimental. Cet effet peut provenir en
partie du fait que nous avons utilise´ initialement une pre´forme du triangle de´ja` forge´e
(figure 3.2). Le fibrage nume´rique initial que nous avons introduit est line´aire et unidi-
rectionnel, ce qui ne correspond donc pas tout a` fait a` la re´alite´ ou` les courbures de la
pre´forme s’accompagnent force´ment d’une ondulation au niveau du fibrage.
En ce qui concerne le corroyage, nous pouvons e´galement le calculer nume´riquement
tout au long du proce´de´ de mise en forme. Cependant il s’agit d’un corroyage lo-
cal de´termine´ a` partir des de´formations e´quivalentes (figure 3.7). Nous supposerons
l’intervalle des donne´es directement lie´ a` l’intervalle du corroyage obtenu expe´rimen-
talement que nous expliciterons dans le chapitre suivant. Si les donne´es nume´riques sont
comprises dans l’intervalle I (annexe J) et que les donne´es du corroyage expe´rimental sont
comprises dans l’intervalle J alors il existe une correspondance bijective entre les deux
intervalles I et J . Nous nous servirons de cette proprie´te´ par la suite pour les associer.
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Figure 3.5 : Comparaison du fibrage re´el et du fibrage calcule´ nume´riquement aux 2 extreˆmite´s du
triangle
Figure 3.6 : Comparaison du fibrage re´el et du fibrage calcule´ nume´riquement dans la partie centrale
du triangle (dans le coude)
La gamme de forgeage est donc nume´riquement calcule´e, ce qui nous permet de remon-
ter directement aux deux principales caracte´ristiques du forgeage, a` savoir le corroyage et
le fibrage. Ces donne´es sont tre`s importantes pour relier l’aspect microstructural avec les
donne´es macroscopiques. Le mate´riau utilise´ pour ces simulations nous a e´te´ fourni par
Ascometal. Ses caracte´ristiques vont eˆtre maintenant de´taille´es.
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Figure 3.7 : Calcul du corroyage nume´rique
3.3 Mate´riau utilise´
Le mate´riau utilise´ est le Metasco MC, norme d’Ascometal. Sa composition est
re´sume´e dans le tableau 3.1. Il s’agit d’un acier bas carbone allie´ a` une forte propor-
tion de mangane`se qui lie le soufre et limite ainsi la formation de sulfures de fer, tre`s
nocifs. Le mangane`se augmente e´galement la trempabilite´ et favorise l’usinage graˆce aux
inclusions de sulfure de mangane`se qui lubrifient la coupe.
Tableau 3.1 : Composition chimique du Metasco MC en %
C Mn Si Cr S Mo V Ti Ni P Al B
0.238 1.485 0.725 0.795 0.078 0.071 0.19 0.025 0.104 0.011 0.014 0.0025
Nous avons repre´sente´ sur la figure 3.8 le positionnement du Metasco MC par rapport
a` la gamme des aciers distribue´s par Ascometal.
3.3.1 Structure inclusionnaire et granulaire
La structure inclusionnaire et granulaire du triangle apre`s forgeage est tre`s importante
car elle va piloter la tenue en fatigue de la pie`ce. Ses caracte´ristiques sont directement
relie´es aux conditions thermome´caniques du proce´de´. Nous allons donc pre´senter les
diffe´rentes inclusions analyse´es dans le triangle et sa structure granulaire essentiellement
bainitique.
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Figure 3.8 : Normes des aciers distribue´s par Ascometal
Les inclusions
La figure 3.9 re´sume les formes et les caracte´ristiques des inclusions que nous trouvons
ge´ne´ralement dans les aciers.
Figure 3.9 : Identification des inclusions courantes dans les aciers corroye´s [110]
Nous avons effectue´ des analyses au microscope optique et au microscope e´lectronique
afin de de´terminer la nature de chaque famille d’inclusions. L’analyse chimique (E.D.S.)
nous a permis de quantifier les teneurs de chaque constituant contenu dans les inclusions
analyse´es. Il existe trois types d’inclusions qui peuvent diminuer la tenue en fatigue [56]
et que nous retrouvons dans le bras de suspension :
• Les oxydes : nous avons analyse´ essentiellement deux types d’oxydes qui sont des
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alumines du type Al2O3 et des spinels du type MgOAl2O3. Elles ont une forme
globulaire (figure 3.10) et leur interface avec la matrice est tre`s fragile. Les alu-
mines se de´tachent ge´ne´ralement au de´but du cyclage en fatigue laissant un vide de
matie`re (porosite´) [56][67]. L’endommagement au voisinage des alumines s’amorce
par le phe´nome`ne de cavitation puis croissance. Leur taille est de l’ordre de 2 a`
3 µm et peut parfois atteindre 10 µm.
Figure 3.10 : (a) Alumines de type Al2O3 et (b) Spinel de type MgOAl2O3 visualise´es au microscope
e´lectronique a` balayage
• Les nitrides : ces inclusions sont de deux types. Il existe des nitrides de titane TiN ,
et des nitrides de titane et de vanadium TiV N avec des teneurs en titane et vana-
dium diverses. Comme nous pouvons le voir sur la figure 3.11, leur forme est tre`s
anguleuse voire paralle´le´pipe`dique. L’interface avec la matrice est beaucoup plus
re´sistante que pour les alumines et dans la plupart des cas, la de´cohe´sion avec la
matrice vient apre`s leur fragmentation. Leur taille moyenne est de l’ordre de 5 µm
a` 10 µm.
Figure 3.11 : (a) TiV N visualise´s au microscope optique (b) et au microscope e´lectronique a` balayage
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• Les sulfides : il existe un grand nombre de sulfides mais les plus re´pandus dans le
Metasco MC sont les inclusions du type MnS. Il existe e´galement des inclusions
(Mn,Cr)S avec une faible teneur en chrome et des (Mn, T i)S. Les MnS sont de
trois types [67][75] :
– Type I : les inclusions sont globulaires et leur pre´cipitation se fait dans la phase
liquide a` haute tempe´rature. Elles apparaissent dans les aciers a` forte teneur
en oxyge`ne.
– Type II : les inclusions sont de forme denditrique. Leur pre´cipitation se fait
tre`s en avant de la solidification dans un environnement pauvre en oxyge`ne.
Elles se forment en groupes proches des interfaces granulaires primaires. Cette
configuration est essentiellement produite dans les aciers calme´s lors de l’ajout
d’e´le´ments de´soxydants (Al, ...). Ces e´le´ments ayant re´agi avec l’oxyge`ne, vont
former le laitier, e´limine´ par la suite lors de la fusion.
– Type III : elles ont une forme plus angulaire et apparaissent ale´atoirement dans
un environnement a` forte teneur en aluminium et pauvre en oxyge`ne.
Les 3 types d’inclusions MnS sont susceptibles de se retrouver dans le Metasco MC
(acier de´soxyde´ calme´). Les observations montrent que la forme des inclusions MnS
est fortement influence´e par la de´formation subie par le mate´riau lors du proce´de´
de mise en forme a` chaud contrairement aux nitrides ou aux alumines qui tournent
dans le plan de de´formation. Nous pouvons le noter en regardant sur la figure 3.12
ou` le rapport de forme des inclusions est tre`s nettement supe´rieur a` 1.
Figure 3.12 : (a) MnS visualise´s au microscope optique (b) et au microscope e´lectronique a` balayage
De plus, nous pouvons noter que les inclusions sont rassemble´es essentiellement en
chapelets et tre`s peu d’inclusions MnS sont isole´es (figure 3.13). Cet agencement
provient des conditions propices de pre´cipitation lors de la fusion de l’acier [129]. A
noter que le proce´de´ de forgeage du triangle de suspension se fait a` 1200◦C alors que
le point de fusion des MnS se trouve aux environs de 1610◦C et que la pre´cipitation
commence a` 1300◦C [129]. Ceci implique que la direction d’allongement des in-
clusions MnS est oriente´e dans le sens du barreau lamine´ primaire utilise´ pour le
forgeage du triangle. Avdus˘inovic´ [9] a montre´ que la morphologie des inclusions
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MnS variait peu pour des tempe´ratures s’e´chelonnant de 1100◦ C a` 1400◦ C. Par
contre, la forme des inclusions est bien e´videmment influence´e par la de´formation
que va subir la pie`ce lors du forgegage. A noter e´galement que l’interface ma-
trice inclusion est moyennement forte. Lors de l’endommagement, le phe´nome`ne
de de´cohe´sion directe n’est pas plus prononce´ que la fragmentation des inclusions.
Diederichs [44] propose une mode´lisation de la formation des inclusions MnS lors
de la solidification d’un acier moyen carbone. Le rayon moyen est ainsi de´termine´ a`
partir des proportions initiales des e´le´ments soufre et mangane`se mais aussi a` partir
des conditions thermodynamiques qui rentrent en compte. Dans notre e´tude, nous
n’allons pas conside´rer des sphe`res mais des ellipso¨ıdes.
Figure 3.13 : Chapelets d’inclusions MnS
La densite´ des alumines et des nitrides est tre`s infe´rieure a` celle des inclusions MnS.
De plus, la forme allonge´e de ces dernie`res est directement lie´e au fibrage de la pie`ce forge´e.
De par leur densite´ et leur forme, elles ont une forte influence sur la tenue en fatigue de la
pie`ce. Furuya [56] a montre´ sur un acier a` forte re´sistance (Rm = 1800 MPa) que dans le
sens transverse, l’origine des fissures en fatigue a` grand nombre de cycles se produisaient
toujours au voisinage des inclusions MnS. Temmel [127] a mis en e´vidence le roˆle des
inclusions MnS sur la tenue en fatigue a` grand nombre de cycles en comparant un acier
lamine´ a` forte teneur en soufre (donc en inclusions MnS) et un acier a` faible teneur en
soufre e´galement lamine´ dans les meˆmes conditions. Les autres composants contenus dans
les deux aciers e´taient en proportion e´quivalente. Il en conclut que l’endurance dans le
sens long et transverse au fibrage e´tait toujours supe´rieure pour l’acier contenant peu
d’inclusions MnS. De plus, dans les deux cas, l’endurance a` la fatigue des e´prouvettes
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pre´leve´es dans le sens transverse au fibrage e´tait infe´rieure a` celle des e´prouvettes pre´leve´es
dans le sens du fibrage. Enfin, l’anisotropie e´tait beaucoup plus marque´e dans le cas de
l’acier a` forte teneur en soufre. Une autre e´tude mene´e par Drar [47] a montre´ cependant
un re´sultat qui semble paradoxal. Deux aciers mis en forme par frittage (aciers obtenus
par me´tallurgie des poudres) avec des proportions de MnS diffe´rentes (ne de´passant pas
0.5%) ont e´te´ soumis a` des sollicitations en fatigue a` grand nombre de cycles. Drar [47]
en conclut que les fissures s’amorc¸aient essentiellement au voisinage des porosite´s et que
le roˆle des inclusions MnS e´tait minime. Ce re´sultat est cependant pre´visible. En ef-
fet, il est connu que les aciers provenant de la me´tallurgie des poudres ont une structure
tre`s diffe´rente de celle des pie`ces forge´es et contiennent une forte proportion de de´fauts et
autres porosite´s. De plus, ces aciers ont une structure relativement isotrope contrairement
aux pie`ces forge´es, et la proportion de MnS est tre`s faible compare´e a` celle que nous avons
dans le Metasco MC (1% environ). Enfin, Mayes [83] a montre´, pour un acier outil En7A,
que les fissures se propageaient de fac¸on anisotrope. Les fissures se propagent essentielle-
ment d’inclusions en inclusions comme le montre la figure 3.14. Un re´sultat similaire a
e´te´ mis en e´vidence par l’ENSAM d’Angers lors du suivi de fissure pendant un essai en
fatigue traction-compression purement alterne´e. Benzerga [18] montre, e´galement sur un
acier lamine´ a` faible carbone contenant 1.23% de mangane`se, que les sites pre´fe´rentiels
d’amorc¸age de fissures a` faible de´formation se trouvent au voisinage d’inclusions MnS et
au niveau des oxydes (en tre`s faible quantite´ dans le Metasco MC). La fissure se propage
de fac¸on anisotrope d’inclusion en inclusion.
Figure 3.14 : Propagation d’une fissure au niveau d’un chapelet d’inclusions MnS [105]
La matrice granulaire
Il s’agit d’une structure de bainite supe´rieure avec quelques re´sidus d’auste´nite. La
bainite se pre´sente sous forme d’un agre´gat de plaquettes (ou lattes) de ferrite (fer α) et
de lamelles de ce´mentite (Fe3C). Elle se forme lors d’un refroidissement moins rapide
que celui ne´cessaire pour obtenir de la martensite. La bainite supe´rieure pre´sente une
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structure sous forme de fines plaquettes de ferrite d’une e´paisseur de l’ordre du µm et
d’une dizaine de µm de longueur qui croissent en paquets appele´s lamelles. Dans cha-
cune de ces lamelles, les plaquettes sont paralle`les et ont la meˆme orientation cristallo-
graphique, chacune ayant un plan cristallographique bien de´fini. Cette orientation est lie´e
directement au syste`me cristallin de l’auste´nite primaire. Une plaquette d’une lamelle est
souvent appele´e sous-unite´ de bainite. Elles sont se´pare´es par des joints de grain a` faible
de´sorientation ou par des particules de ce´mentite. Les sulphures de mangane`se jouent un
roˆle non ne´gligeable dans la formation de la ferrite aciculaire (pointue) formant la bainite
[22]. La figure 3.15 montre la matrice bainitique du Metasco MC d’une zone attaque´e
e´lectrolytiquement. Nous distinguons tre`s nettement la structure ferritique agence´e en
lamelles limite´es par les anciens grains d’auste´nite primaire. Nous remarquons que la
structure bainitique est compose´e de structures e´quiaxes sans direction privile´gie´e.
Figure 3.15 : Structure bainitique du Metasco MC
La bainite provient de la transformation de l’auste´nite lors du refroidissement. Cette
tranformation croˆıt tre`s rapidement au de´but puis de´croˆıt progressivement. Elle est gou-
verne´e par la diffusion du carbone dans l’auste´nite, permettant la formation des plaquettes
de ce´mentite [8]. Nous avons repre´sente´ sur la figure 3.16 le diagramme de la transforma-
tion du Metasco MC a` 1150◦C, proche de la tempe´rature de forgeage du barreau initial.
Il est inte´ressant de noter que la vitesse de refroidissement maximale que nous devons
adopter pour avoir une structure bainitique doit eˆtre infe´rieure a` 10◦C/s.
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Figure 3.16 : Diagramme TRC (transformation a` refroidissement continu) du Metasco MC pour une
tempe´rature d’auste´nisation a` 1150◦C pendant 3 minutes
3.3.2 Rhe´ologie du Metasco MC a` chaud
La rhe´ologie a` chaud a e´te´ de´termine´e a` partir d’essais de torsion a` chaud re´alise´s par
Ascometal suivant le plan d’expe´rience donne´ par le tableau suivant :
55 tours/min 1100 tours/min
900◦C × ×
1000◦C × ×
1100◦C × ×
1200◦C × ×
Les re´sultats ont montre´ qu’une loi bien adapte´e s’e´crivait sous la forme [?] :
σ¯ = K ˙¯
m
K = (1−W )Kecr +WKsat
Ksat = Kstexp
(
βst
T
)
Kecr = K0(¯+ ¯0)
nexp( β
T
)
avec

W = 1− exp(−r¯)
r =
(r0+ r1T )
˙¯ r2
m = m0 +m1T
m est le coefficient de sensibilite´ a` la vitesse de de´formation, K la consistance du
mate´riau, σ¯ la contrainte e´quivalente, ¯, la de´formation e´quivalente, T la tempe´rature et ˙¯,
la vitesse de de´formation e´quivalente. Cette loi permet de tenir compte de l’adoucissement
graˆce au terme Ksat qui rentre en compe´tition avec l’e´crouissage, donne´ par la consistance
Kecr. Cette loi a e´te´ introduite pour simuler le comportement de me´taux biphase´s ou bien
contenant des grains recristallise´s ou restaure´s. La fonction W a e´te´ introduite comme
une fraction volumique et la loi de comportement est obtenue graˆce a` une loi de me´lange.
Ainsi, ce mode`le rhe´ologique simule la transition entre deux mode`les rhe´ologiques (de type
Norton-Hoff) au cours de la de´formation [?]. Les valeurs nume´riques de´termine´es par les
essais sont les suivantes :
r0 = 1, 18 s
−r2 r1 = 1, 71.103 K.s−r2 r2 = 4, 76.10−1
m0 = −7, 81.10−2 m1 = −1, 18.10−4 K−1 n = 0, 45
K0 = 3, 77 MPa.s
m Kst = 1, 09.10
−1 MPa.sm
β = 5, 04.103 K βst = 8, 55.10
3 K
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La rhe´ologie du mate´riau a` chaud est donc connue. Nous l’avons utilise´e lors des calculs
de la gamme de forgeage. Cependant, les sollicitations en fatigue se font a` tempe´rature
ambiante. Nous devons e´galement de´terminer la rhe´ologie du Metasco MC a` froid. Pour
cela, nous avons mene´ une se´rie d’essais en traction et en torsion sur le barreau de 80 mm.
3.3.3 Essais monotones a` froid
Afin de de´terminer les caracte´ristiques me´caniques du Metasco MC selon le sens de
pre´le`vement des e´prouvettes, nous avons re´alise´ des essais me´caniques en traction et en
torsion. Les e´prouvettes ont e´te´ pre´leve´es sur un barreau de 80 mm brut de laminage. La
ge´ome´trie des e´prouvettes est re´fe´rence´e en figure 3.17. Nous avons opte´ pour une section
cylindrique, commune´ment utilise´e pour les essais en torsion.
Figure 3.17 : Ge´ome´trie des e´prouvettes utilise´es pour les essais en traction et torsion monotone
Essais de traction monotone
Il s’agit d’appliquer une force normale ou une vitesse controˆle´e a` l’une des teˆtes de
l’e´prouvette, l’autre extreˆmite´ e´tant maintenue fixe. Nous avons choisi de mener les essais
a` vitesse constante (0.2 mm/s). Les donne´es que nous fournissent les essais sont l’effort F
enregistre´ en fonction de l’allongement δL = L−L0. La de´formation plastique est de´finie
par la relation :
 = ln(1 + ep) (3.1)
avec ep, l’allongement plastique relatif de l’e´prouvette, de´fini par :
ep =
S0
S
− 1 (3.2)
S0 est la section initiale et S, la section courante. La contrainte est calcule´e a` partir
de l’e´quation suivante en conside´rant F , l’effort de traction :
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σ =
F
S0
(1 + ep) (3.3)
Nous avons donc rectifie´ les courbes brutes obtenues expe´rimentalement pour obtenir
les courbes de la figure 3.18. Nous avons double´ a` chaque fois les essais pour chaque
orientation. En approximant les courbes obtenues par une loi puissance (Hollomon) du
type σ = Kn ou` K est la consistance et n, le cœfficient d’e´crouissage, nous obtenons le
tableau suivant :
Tableau 3.2 : Parame`tres de la loi puissance associe´s aux courbes obtenues par des essais de traction
monotone pour 3 orientations de fibrage
Fibrage a` 0◦ Fibrage a` 45◦ Fibrage a` 90◦
K (MPa) 1680 1729 1675
n 0.1455 0.1563 0.1504
Figure 3.18 : Essai de traction monotone sur des e´prouvettes pre´leve´es dans 3 directions diffe´rentes par
rapport au fibrage
Nous notons effectivement une faible diffe´rence dans la valeur des cœfficients. Par con-
tre, la de´formation a` rupture est bien plus importante pour l’essai concernant l’e´prouvette
ayant un fibrage a` 0◦ par rapport a` l’axe de sollicitation que pour celle ayant un fibrage
a` 90◦. De plus, la phase d’adoucissement est plus marque´e a` 0◦ qu’a` 45◦ et tre`s peu
marque´e a` 90◦. Nous pouvons le noter visuellement en regardant les zones de rupture
plus pre´cise´ment. Par exemple, sur la figure 3.19 nous pouvons voir des filets d’inclusions
MnS dans la zone de rupture (morphologie de type bois pourri). Il s’agit de l’e´prouvette
pre´leve´e a` 90◦.
Nous pouvons e´galement observer que la rupture est peu ductile car elle est caracte´rise´e
par des facettes planes (associe´es aux grains). Au contraire, lorsque nous observons le
facie`s de rupture de l’e´prouvette oriente´e a` 0◦ (figure 3.20), la rupture est totalement
ductile suite a` une de´formation plastique et un endommagement par nucle´ation au niveau
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Figure 3.19 : Zoom de la zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ par rapport au fibrage et
sollicite´e en traction monotone
des inclusions (essentiellement MnS), suivi d’une croissance des cavite´s et de leur coales-
cence. Nous distinguons tre`s nettement les vides cause´s par le rapprochement de toutes
les cavite´s. Nous remarquons e´galement que la rupture se produit transversalement a`
l’axe de sollicitation pour les e´prouvettes ayant un fibrage a` 0◦ et 90◦ (figure 3.20 (b) et
3.22 (b)). Nous voyons sur la figure 3.20 (b) que la de´formation plastique est nettement
marque´e alors que sur la figure 3.22 (b), la rupture est nette et sans striction visible. Par
contre, pour l’e´prouvette ayant un fibrage a` 45◦, la rupture est a` 45◦ comme le montre la
figure 3.21 (b).
L’essai de traction monotone nous renseigne sur l’anisotropie structurale du barreau.
Nous voyons une tre`s nette diffe´rence de comportement du mate´riau selon l’orientation
du fibrage par rapport a` l’axe de sollicitation. A 0◦, le comportement semble eˆtre un
comportement classique de rupture ductile. Par contre, plus l’angle du fibrage augmente,
et plus l’effet de l’anisotropie se fait ressentir. De plus, les zones de rupture sont parseme´es
d’inclusions MnS mais il est difficile, voire impossible, d’identifier l’amorc¸age de la fissure
ayant cause´ la ruine de l’e´prouvette. Nous pouvons cependant en conclure qu’il existe
un angle d’orientation du fibrage pour lequel nous passons d’un comportement ductile
a` un comportement peu ductile. Cet angle est infe´rieur a` 45◦. La limite d’e´lasticite´ de
l’e´prouvette pre´leve´e dans le sens du fibrage dans un barreau de 80 mm est de Re =
650 MPa et la limite maximale en traction Rm = 1205 MPa en moyenne. Ces donne´es
seront ne´cessaires pour de´terminer la rhe´ologie de la matrice lors des calculs multi-e´chelles.
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Figure 3.20 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 0◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
traction monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
Figure 3.21 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 45◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
traction monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
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Figure 3.22 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
traction monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
Essais de torsion monotone
Cet essai consiste a` imposer une vitesse de rotation N˙ a` l’extreˆmite´ d’une e´prouvette
dont l’autre coˆte´ est encastre´. Les donne´es enregistre´es sont la vitesse de rotation et le
couple Γ ne´cessaire pour de´former l’e´chantillon. La contrainte subie par le mate´riau est
une contrainte de cisaillement τ dont l’expression a` la surface peut eˆtre e´value´e a` l’aide
de la formule de Fields et Backofen [51].
Comme pour les essais de traction, nous avons pre´leve´ 6 e´prouvettes selon trois direc-
tions de fibrage diffe´rentes (0◦, 45◦ et 90◦) dans le meˆme barreau brut de laminage de 80
mm. La loi la mieux adapte´e dans les trois cas est une loi de la forme σ¯ = K(T, ¯, ...) ˙¯
m
avec m, le coefficient de sensibilite´ a` la vitesse de de´formation, K la consistance du
mate´riau, σ¯ la contrainte e´quivalente, ¯, la de´formation e´quivalente, T la tempe´rature et
˙¯, la vitesse de de´formation e´quivalente.
Nous avons repre´sente´ sur la figure 3.23 (a) les valeurs brutes enregistre´es lors de
l’essai et la loi identifie´e a` partir de ces mesures sur la figure 3.23 (b). Nous voyons les
meˆmes tendances que nous avions note´es lors de l’essai en traction. L’essai de torsion
sur l’e´prouvette pre´leve´e dans le sens du fibrage rompt apre`s un de´placement plus im-
portant que pour les autres orientations. Lorsque nous analysons le facie`s de rupture des
e´prouvettes, nous notons e´galement des amas d’inclusions de MnS a` la surface. Pour
e´viter le phe´nome`ne de matage duˆ au frottement des deux parties de l’e´prouvette lors de
la rupture, nous avons se´pare´ de`s le de´but de la fissure les deux parties en retirant le bras
mobile. Nous pouvons donc analyser les deux facie`s de rupture de part et d’autre de la
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rupture. Nous voyons sur la figure 3.24 que le facie`s de rupture est parseme´ d’inclusions
essentiellement MnS regroupe´es en bandes ou chapelets. Il est cependant difficile de
localiser le de´but de la rupture. Nous ve´rifions qu’a` 90◦ (figure 3.27 (a)), nous avons le
meˆme e´tat de surface. De meˆme, nous voyons que la de´formation est bien moins marque´e.
A 0◦, nous notons la formation de cavite´s qui sont a` l’origine de l’endommagement ductile
(croissance et coalescence) que nous ne retrouvons pas a` 90◦.
Figure 3.23 : (a) Donne´es brutes de l’essai de torsion monotone et (b) donne´es rectifie´es a` l’aide d’une
identification rhe´ologique pour les trois directions de fibrage
Figure 3.24 : Zoom de la zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 45◦ par rapport au fibrage et
sollicite´e en torsion monotone
Les profils de rupture sont oriente´s de la meˆme fac¸on que pour les essais de traction.
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La rupture, pour un fibrage oriente´ a` 0◦, se produit transversalement a` l’axe de sollicita-
tion comme pour l’e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ (figures 3.25 et 3.27 (b)). Par contre, pour
une e´prouvette pre´leve´e a` 45◦, nous voyons que la rupture se produit a` 45◦ de l’axe de
l’e´prouvette (figure 3.26 (b)).
Figure 3.25 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 0◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
torsion monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
Figure 3.26 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 45◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
torsion monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
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Figure 3.27 : (a) Zone de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ par rapport au fibrage et sollicite´e en
torsion monotone et (b) macrographie de l’e´prouvette rompue
Les essais de torsion nous renseignent e´galement sur l’anisotropie du mate´riau et ap-
puient les tendances identifie´es en traction monotone. L’anisotropie semble essentielle-
ment influencer la ductilite´ du mate´riau. Il existe un seuil limite (concernant l’angle
du fibrage) au dessus duquel le comportement devient peu ductile et l’endommagement
avec coalescence est fortement re´duit. Il existe donc deux me´canismes qui rentrent en
compe´tition selon l’orientation du fibrage et donc de l’orientation de la microstructure.
Cependant, les me´canismes de rupture en fatigue sont diffe´rents. L’anisotropie que nous
avons mise en relief doit eˆtre e´galement ve´rifie´e sur des essais en fatigue pour en conclure
un effet direct sur la tenue de la pie`ce. En effet, comme nous l’avons vu, il semble que le
comportement e´lastique du mate´riau est similaire quelle que soit l’orientation et en ce sens
que le module d’Young global varie peu. Par contre, la limite d’e´lasticite´ varie fortement.
Nous pouvons perdre jusqu’a` 150 MPa sur la limite d’e´coulement selon l’orientation. Or,
en fatigue le comportement global est e´lastique. La de´formation plastique est locale c’est
a` dire qu’elle se produit a` l’e´chelle me´soscopique, celle des grains.
3.4 Essais de fatigue
Les essais de fatigue ont e´te´ re´alise´s chez nos partenaires a` partir de la me´thode de
l’escalier ou ”me´thode staircase” [29] et ils nous permettent d’alimenter notre analyse
et nos mode`les. Les essais qui ont e´te´ re´alise´s sont des essais en traction - compression
alterne´e et des essais en torsion alterne´e, ceci afin de de´terminer les limites d’endurance
ne´cessaires pour l’utilisation du crite`re de Papadopoulos.
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3.4.1 Essais de fatigue sur barreau brut de laminage
Afin de comparer les re´sultats obtenus sur les essais en traction et en torsion mono-
tones, des essais de fatigue ont e´te´ re´alise´s sur la meˆme gamme de mate´riau en pre´levant
les e´prouvettes sur un barreau de 80 mm de diame`tre brut de laminage. Les campagnes
d’essais ont e´te´ re´alise´es par deux des partenaires du projet a` savoir le laboratoire LPMI
de l’ENSAM d’Angers et le laboratoire MATEIS de l’INSA Lyon.
Essais de traction - compression alterne´e (LPMI)
Les essais en traction - compression alterne´e ont e´te´ re´alise´s a` l’ENSAM d’Angers
par le laboratoire du LPMI. Les e´prouvettes ont e´te´ pre´leve´es selon trois sens de fibrage
(0◦, 45◦ et 90◦) et sollicite´es en fatigue avec une fre´quence de sollicitation de 25 Hz.
Quinze e´prouvettes ont e´te´ utilise´es pour chacune des trois orientations de fibrage afin de
de´terminer les endurances limites. Le profil des e´prouvettes utilise´es est donne´ en annexe
G. Nous y avons e´galement re´fe´rence´ toutes les valeurs obtenues lors des campagnes de
fatigue. Pour avoir les valeurs basses des courbes de Wo¨hler, les e´prouvettes qui n’ont pas
rompu sont reprises a` un niveau de contrainte supe´rieur a` celui de la limite d’endurance
suppose´e. La figure 3.28 re´sume toutes les donne´es des essais staircase.
Figure 3.28 : Courbes de Wo¨hler en traction - compression alterne´e correspondant aux e´prouvettes
pre´leve´es a` 0◦, 45◦ et a` 90◦ par rapport au sens du fibrage
Les limites d’endurance et les e´carts-types sont donne´s dans le tableau suivant :
Tableau 3.3 : Limites d’endurance des essais en traction - compression alterne´e (MPa)
Orientation du fibrage Limite d’endurance (MPa) Ecart-type
0◦ 476 20.5
45◦ 453 8
90◦ 415 11
Sur la figure 3.29, nous pouvons observer le profil de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e
dans le sens du fibrage. Deux zones sont nettement distinctes. La premie`re zone concerne
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l’amorc¸age, entoure´ sur la figure 3.29. La zone e´tant mate´e a` cause des sollicitations
cycliques, il est difficile de conclure sur la cause de l’amorc¸age (figure 3.30 (a) et (b)). La
seconde zone est oriente´e a` 45◦ par rapport a` la contrainte de sollicitation. Entre la zone
d’amorc¸age et la zone de rupture, nous retrouvons des fissures secondaires qui relient des
inclusions MnS (figure 3.31). Les inclusions semblent ne pas eˆtre la cause de l’amorc¸age.
Figure 3.29 : Macrographie du facie`s de rupture d’une e´prouvette pre´leve´e dans le sens du fibrage et
sollicite´e en traction - compression alterne´e
Figure 3.30 : (a) zone d’amorc¸age de la rupture de l’e´prouvette a` 0◦ et (b) topologie au voisinage de la
zone d’amorc¸age
Figure 3.31 : Fissure secondaire reliant des inclusions MnS entre elles
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Sur la figure 3.32, nous pouvons observer le profil de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a`
45◦ par rapport au fibrage. La rupture se produit initialement sur un plan transverse a` la
direction de sollicitation (zone entoure´e en rouge) et bifurque tre`s rapidement a` 45◦ pour
revenir dans un plan transverse (en bleu). La cause de l’amorc¸age est difficile a` identifier
car la zone est mate´e, mais au voisinage de la zone d’amorc¸age, nous pouvons noter une
veine d’inclusions MnS (figure 3.33 (a)). La partie de la zone de rupture oriente´e a` 45◦
est compose´e de chapelets d’inclusions donnant une structure de type bois pourri.
Figure 3.32 : Macrographie du facie`s de rupture d’une e´prouvette pre´leve´e a` 45◦ par rapport au fibrage
et sollicite´e en traction - compression alterne´e
Figure 3.33 : (a) Voisinage de la zone d’amorc¸age de la rupture pour l’e´prouvette qui pre´sente un
fibrage a` 45◦ et (b) zone de cassure parseme´e d’inclusions dans la partie oriente´e a` 45◦
Sur la figure 3.34, nous pouvons observer le profil de rupture de l’e´prouvette pre´leve´e a`
90◦ par rapport au fibrage. Nous remarquons que la rupture se produit dans le sens trans-
verse a` l’axe de sollicitation comme pour les essais de traction - compression monotones
que nous avions re´alise´s. Le facie`s est compose´ de deux domaines. Le premier, de type
bois pourri, constitue la zone d’amorc¸age et le second est le lieu de de´formation ductile.
En traction - compression alterne´e, l’analyse des facie`s de rupture montre que l’inf-
luence des inclusions (et notamment les MnS) n’est pas directe. En effet, nous nous
apercevons qu’au fur et a` mesure que l’angle d’orientation du fibrage augmente, l’influence
des inclusions se fait de plus en plus ressentir. Nous l’avions de´ja` pressenti sur les essais
monotones.
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Figure 3.34 : Macrographie du facie`s de rupture d’une e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ par rapport au fibrage
et sollicite´e en traction - compression alterne´e
Figure 3.35 : (a) Zone d’amorc¸age de la rupture de l’e´prouvette a` 90◦ et (b) profil du facie`s de rupture
parseme´ d’inclusions MnS
Un suivi de fissure a e´te´ entrepris sur des e´prouvettes ayant la meˆme ge´ome´trie mais
avec un me´plat poli sur un rebord afin de visualiser l’amorc¸age et la propagation des
fissures. A 0◦, toutes les fissures partent de la matrice bainitique et sont oriente´es a` 45◦
comme sur l’exemple donne´ en figure 3.36 (a). Il semble e´galement que les anciens joints
de grains des grains auste´nitiques primaires influencent la propagation des fissures (figure
3.36 (b)).
Figure 3.36 : (a) Propagation de fissures dans la matrice bainitique lors de l’essai de traction - com-
pression alterne´e dans le sens du fibrage et (b), influence des barrie`res microstructurales sur la direction
de propagation
Pour les e´prouvettes oriente´es a` 45◦, l’amorc¸age de fissures se produit aussi bien dans la
matrice bainitique (figure 3.37 (a)) qu’au voisinage d’inclusions, qui cependant sont plus
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petites (figure 3.37 (b)). Enfin a` 90◦, les fissures s’amorc¸ent et se propagent aussi bien
dans la matrice (figure 3.38 (a)) qu’au niveau des chapelets (figure 3.38 (b)). Cependant,
nous n’avons qu’une vue en deux dimensions de l’amorc¸age de fissures mais nous pouvons
distinguer nettement que la fatigue est gouverne´e, selon l’orientation du fibrage par une
compe´tition entre l’influence des inclusions et de la matrice.
Figure 3.37 : (a) Propagation de fissures dans la matrice bainitique lors de l’essai de traction - com-
pression alterne´e a` 45◦ par rapport au fibrage et (b), propagation de fissures au sein d’inclusions MnS
Figure 3.38 : (a) Propagation de fissures dans la matrice bainitique lors de l’essai de traction - com-
pression alterne´e a` 90◦ par rapport au fibrage et (b), propagation de fissures au sein d’inclusions MnS
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Essais de torsion alterne´e (MATEIS)
Quelques essais de fatigue en torsion ont e´te´ mene´s par le laboratoire MATEIS de
l’INSA Lyon. Cependant, nous ne pouvons conclure sur les tendances. Au vu du tableau
3.4.1, l’anisotropie semble tre`s peu influencer la tenue en fatigue. Lorsque nous nous
inte´ressons au profil de rupture des e´prouvettes (figure 3.39), nous nous apercevons qu’a`
90◦, l’e´prouvette rompt transversalement a` l’axe de sollicitation et a` 45◦, l’e´prouvette
rompt a` 45◦. Il s’agit des meˆmes orientations de´ja` releve´es lors des essais en torsion
monotone (figures 3.26 et 3.27 (b)). Par contre a` 0◦ la rupture se propage a` 45◦ alors
qu’au niveau des essais monotones, la rupture se produisait a` 0◦.
Tableau 3.4 : Limites d’endurance des essais en torsion alterne´e
Orientation du fibrage Limite d’endurance (MPa) Ecart-type (MPa)
0◦ 298 17
45◦ 280 7
90◦ 293 36
Figure 3.39 : Macrographie du facie`s de rupture des e´prouvettes pre´leve´es a` 0◦, 45◦ et 90◦ par rapport
au fibrage et sollicite´es en torsion alterne´e
De plus, il semblerait que les inclusions MnS ne jouent pas de roˆle significatif dans
l’amorc¸age des fissures. Pour le ve´rifier, une e´prouvette avec me´plat a e´te´ re´alise´e avec
la meˆme ge´ome´trie que les e´prouvettes utilise´es pour les essais staircases. Un me´plat de
1 mm a e´te´ usine´ sur le bord de l’e´prouvette afin d’analyser le suivi des fissures avec un
microscope. A 0◦, les bandes de glissement, re´sultat de la propagation des dislocations
lors du cyclage en fatigue, apparaissent dans des zones de´pourvues d’inclusions MnS ou
entre deux chapelets d’inclusions (figure 3.40). Les bandes de glissement sont oriente´es
a` 0◦ et 90◦. Concernant l’e´prouvette ayant un fibrage a` 90◦, les bandes de glissement
sont e´galement localise´es entre les chapelets d’inclusions et peu sont localise´es dans les
chapelets (figure 3.41). Dans la plupart des cas, les fissures naissent dans les zones de forte
densite´ de bandes de glissement. Il semblerait donc qu’en torsion le roˆle des inclusions
MnS soit minime par rapport au comportement de la matrice bainitique. Or, nous
l’avons vu, les caracte´ristiques des lamelles de bainite donneraient une isotropie globale
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de la matrice. De plus, les re´sultats des essais staircase tendent a` montrer une diffe´rence
des limites d’endurance tre`s faible en fonction de l’orientation.
Figure 3.40 : Apparition des bandes de glissement sur l’e´prouvette pre´leve´e a` 0◦ par rapport au fibrage
Figure 3.41 : Apparition des bandes de glissement sur l’e´prouvette pre´leve´e a` 90◦ par rapport au fibrage
3.4.2 Essais sur pie`ce industrielle
Des essais ont e´te´ re´alise´s par le CREAS, centre de recherche d’Ascometal dans le cadre
du projet Optiforge. Le but consistait a` comparer les re´sultats obtenus par le LPMI et le
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laboratoire MATEIS sur le barreau de 80 mm a` ceux obtenus sur la pie`ce re´elle. Etant
donne´ que le corroyage et le passe´ thermome´canique sont diffe´rents, il e´tait inte´ressant
d’obtenir la tenue en fatigue dans les deux cas de figure.
Essais sur e´prouvettes normalise´es
Les e´prouvettes ont e´te´ pre´leve´es dans le triangle de suspension au niveau de la partie
encastre´e (figure 3.42). Les essais en traction monotone permettent d’obtenir un Re =
675 MPa et un Rm = 1074 MPa avec un allongement A = 9.5 %. Ces valeurs sont
proches des valeurs obtenues sur le barreau de 80 mm.
Figure 3.42 : Zone de pre´le`vement des e´prouvettes dans le triangle de suspension
Pour les essais de fatigue, les ge´ome´tries et les essais staircases correspondants sont
re´fe´rence´s en annexe H. Pour l’essai en traction - compression alterne´e, nous obtenons
une limite d’endurance de σD = 500 MPa avec un e´cart-type de 9 MPa. Cette valeur est
a` comparer a` celle obtenue par l’ENSAM d’Angers sur le barreau de 80 mm. La diffe´rence
est de 24 MPa. Il s’agit d’une diffe´rence lie´e, en partie, au proce´de´ de forgeage, par le
biais du corroyage. En effet, plus le corroyage est e´leve´, et plus la tenue a` la fatigue
est e´leve´e. De meˆme, les essais en torsion donnent une valeur σD = 330 MPa avec un
e´cart-type de 22.5 MPa. Nous obtenons une diffe´rence de 35 MPa par rapport aux essais
mene´s par l’INSA Lyon. Le tableau suivant re´sume toutes les donne´es.
Tableau 3.5 : Re´sultats des essais sur le triangle de suspension
traction-compression torsion alterne´e (MPa) corroyage
alterne´e (MPa)
Essais sur barreau 80 mm 476 (20.5) 295 (12.1) 11.47
Essais sur e´prouvettes 500 (9) 330 (22.5) 22.2
pre´leve´es dans le triangle
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Un essai staircase sur le triangle de suspension a e´galement e´te´ effectue´ sur 7 e´chantillons.
Les conditions aux limites du banc d’essais sont donne´es en figure 3.43. Le staircase
est donne´ en annexe H. La limite d’endurance obtenue a` d’une charge alterne´e est de
FD = 11083 N avec un e´cart-type de 204 N .
Figure 3.43 : Conditions d’efforts au niveau du banc d’essais. La bute´e sert de support au triangle.
La zone de rupture est localise´e au niveau des ailes de la partie sollicite´e repre´sente´e
sur la figure 3.44. Toutes les fissures sont localise´es au niveau de cette zone avec un e´cart
par rapport au centre de 95 mm.
Figure 3.44 : Zones critiques de rupture du triangle de suspension
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3.5 Conclusion
Le cas d’application industriel que nous avons se´lectionne´ est un bras de suspension
forge´ compose´ d’un acier Metasco MC. La gamme de forgeage a e´te´ simule´e nume´riquement
afin d’acque´rir les donne´es relatives aux pie`ces forge´es ne´cessaires dans notre approche,
a` savoir le fibrage et le corroyage. Paralle`lement, le mate´riau Metasco MC a fait l’objet
d’une analyse rhe´ologique afin d’en de´terminer son comportement a` chaud (tempe´rature
de forgeage) et a` froid. Nous avons e´galement analyse´ sa microstructure. Les re´sultats
montrent que la matrice est compose´e de bainite supe´rieure et d’une proportion impor-
tante d’inclusions MnS rassemble´es en chapelets. Apre`s forgeage, la structure granulaire
semble e´quiaxe sans direction privile´gie´e d’orientation. Par contre, les inclusions MnS
sont fortement anisotropes dans la direction du fibrage. Les essais de traction et de torsion
monotones ont montre´ que le comportement du mate´riau e´tait ductile avec endommage-
ment pour les e´prouvettes pre´leve´es dans le sens du fibrage. Par contre, plus l’angle du
fibrage augmente par rapport a` l’axe de sollicitation et moins le comportement paraˆıt
eˆtre ductile. Les facie`s ont montre´ que les zones de rupture e´taient parseme´es d’inclusions
MnS regroupe´es en chapelets. Les essais de fatigue montrent un comportement similaire
entre eux pour les essais de traction - compression alterne´e. En torsion alterne´e, la tenue a`
la fatigue semble gouverne´e par la matrice bainitique. Les inclusions MnS ne joueraient
qu’un roˆle mineur. Les limites d’endurance obtenues en torsion alterne´e montrent que
l’anisotropie est tre`s faible. Enfin, les essais sur la pie`ce re´elle nous ont permis d’obtenir
des valeurs en fatigue comparatives afin de jauger l’effet du forgeage. Cependant, seules
les e´prouvettes ayant un fibrage a` 0◦ ont pu eˆtre usine´es a` cause de la ge´ome´trie du tri-
angle. Les valeurs plus importantes obtenues sur l’e´prouvette pre´leve´e dans le triangle
de suspension confirment l’augmentation de la limite d’endurance avec l’augmentation du
taux de corroyage. Cependant, il est important de remarquer que le corroyage initial du
barreau de 80 mm est de´ja` assez e´leve´. L’impact du corroyage sur la limite d’endurance
aurait sans doute e´te´ plus marque´ avec un lopin initial comportant un corroyage plus
faible. Les valeurs obtenues permettront de calibrer les calculs multi-e´chelles que nous
mode´liserons par la suite.
Chapitre 4
Analyse quantitative de la
microstructure du Metasco MC
Dans ce chapitre, nous nous proposons de de´crire les protocoles expe´rimentaux mis au
point au cours de l’e´tude afin d’obtenir les caracte´ristiques microstructurales (inclusions
et grains) de notre mate´riau d’e´tude (Metasco MC). Les parame`tres ge´ome´triques des in-
clusions (essentiellement les inclusions de sulfure de mangane`se) et des chapelets ont e´te´
de´termine´s a` partir d’analyses d’images prises a` l’aide d’un microscope e´lectronique a` bal-
ayage. La structure granulaire, quant a` elle, a e´te´ e´tudie´e par analyse E.B.S.D. et analyse
d’images. Dans l’optique de ge´ne´rer une microstructure nume´rique re´aliste et d’associer
des donne´es me´caniques approprie´es, des essais de nanoindentation et microindentation
ont e´galement e´te´ re´alise´s.
4.1 Description du triangle de suspension
Par souci de clarte´, nous allons associer une nume´rotation pour chaque e´chantillon.
Le triangle de suspension a e´te´ tronc¸onne´ en 3 parties distinctes que nous avons repe´re´es
par rapport a` la morphologie du triangle (figure 4.1). La partie gauche A est le bras
sollicite´ en service qui, ge´ne´ralement, ce`de en fatigue. La partie centrale B est le coude
central du triangle et enfin, la partie C a` droite est le bras fixe (car il est encastre´ en
service). Nous allons de´finir a` pre´sent les coupes que nous avons re´alise´es. Les notations
que nous avons utilise´es sont base´es sur les normes standards de´crites dans [6] et reprises
par [75] et [18]. Une coupe dans le sens du fibrage sera note´e LT (figure 4.2), une coupe
perpendiculaire au fibrage sera note´e TS et une coupe transverse de normale dirige´e dans
le sens du fibrage sera note´e SL. Nous avons re´alise´ 15 coupes LT tout le long du trian-
gle de suspension et 15 coupes TS (figure 4.3), re´alise´es transversalement mais seuls 3
e´chantillons TS (e´chantillon n◦ 3 pour les 3 parties du triangle) ont e´te´ analyse´s pour la
morphologie microstructurale (figure 4.3). Les autres e´chantillons TS nous ont e´te´ utiles
afin de calculer les e´paisseurs et les aires transversales.
Cette classification nous permettra de relier certaines caracte´ristiques morphologiques
des grains et des inclusions par rapport aux donne´es relatives au proce´de´ de mise en
forme. Nous nous inte´resserons notamment au corroyage qu’a subi le bras de suspension
depuis la coule´e. Pour cette raison, nous avons calcule´ les aires et les e´paisseurs des
sections transverses de chaque e´chantillon, liste´es dans le tableau J.1 de l’annexe J. Le
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Figure 4.1 : De´coupage du triangle de suspension dans le sens du fibrage
Figure 4.2 : Direction de pre´le`vement L (”longitudinal ou rolling direction”); T (”transverse direction)
ou S (”short transverse direction”)
taux de corroyage, de´fini par le rapport de la section initiale sur la section finale, a e´te´
calcule´ en prenant comme re´fe´rence le taux de corroyage subi par le barreau de 68 mm
avant forgeage. Pour une section de 3631.7 mm2, le barreau de 68 mm a subi un taux de
corroyage de 15.87. Le barreau de 80 mm de section 5026.6 mm2, a subi quant a` lui un
corroyage de 11.47. Le rapport est proportionnel. A noter que la section du triangle n’est
pas du tout circulaire et le rapport largeur sur e´paisseur (rapport de circularite´) peut
eˆtre tre`s grand, surtout au niveau du bras sollicite´. Toutes ces donne´es ont e´te´ de´duites
d’analyses d’images scanne´es puis analyse´es sur un logiciel de traitement d’image. Nous
pouvons remarquer que les sections au niveau du bras fixe sont beaucoup plus disparates
que dans les autres parties du coude. Au niveau du bras sollicite´, les e´paisseurs diminuent
au fur et a` mesure que nous nous e´loignons du centre du triangle. Pour le coude (zone B),
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Figure 4.3 : Classification des e´chantillons analyse´s (Bras fixe a` gauche, coude au centre et bras
sollicite´ a` droite)
les caracte´ristiques diffe`rent peu. L’indice de circularite´ reste assez faible. Concernant le
bras fixe (zone C), les sections diminuent au fur et a` mesure que nous nous rapprochons
de son extreˆmite´. L’indice de circularite´ s’ave`re faible.
Enfin, dans le but de comparer les morphologies des inclusions avant le proce´de´ de
forgeage, nous avons re´alise´ une coupe LT et une coupe ST sur le barreau de 80 mm.
Nous avons donc e´tabli les statistiques morphologiques de la microstructure a` partir de
20 e´chantillons.
4.2 Analyse par microscopie e´lectronique a` balayage
des inclusions MnS (M.E.B et E.D.S.)
Comme nous l’avons vu au chapitre pre´ce´dent, les sulfures de mangane`se sont tre`s
malle´ables (figure 4.4). Leur forme ge´ome´trique et leur orientation de´pendent essentielle-
ment du taux de de´formation subi lors des diffe´rents proce´de´s de mise en forme. Le
tableau J.1 nous permet de de´terminer, pour chaque section, le taux de re´duction (ou
taux de corroyage) qu’a subi le triangle durant son histoire thermome´canique. Nous de-
vons de´terminer les caracte´ristiques morphologiques des inclusions et des amas afin de les
mode´liser nume´riquement.
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Figure 4.4 : Chapelet d’inclusions MnS analyse´ dans le barreau de 80 mm
4.2.1 Pre´paration des e´chantillons et analyse microscopique
Pour chaque e´chantillon, nous avons fraise´ et rectifie´ la partie oppose´e au polissage
(l’IPN) afin de stabiliser les e´chantillons lors de l’analyse. Pour les analyses au microscope
e´lectronique, le polissage s’est essentiellement fait sur papier abrasif [108]. Concernant
les coupes LT, nous avons tronc¸onne´ le triangle en deux parties dans le sens du fibrage
comme nous l’avons de´ja` explique´ auparavant. Les coupes transversales TS ont e´galement
e´te´ tronc¸onne´es. Les rayures brutes de tronc¸onnage ont e´te´ atte´nue´es en les passant sur
un tank muni d’un papier a` grain tre`s grossier. Ensuite, le polissage s’est effectue´ sur des
papiers (de marque Presi et Buehler) de diffe´rentes granulome´tries : 80, 240, 320, 600,
1200, 2400, 4000 avec aspersion d’eau afin de limiter l’e´chauffement. Enfin, la finition
s’est faite avec une poudre de suspension diamante´e de 3 µm sur tissus doux [108].
A chaque passage d’un grade de papier a` un autre, nous avons croise´ les raies dans
le but de faire disparaˆıtre celles produites par le papier pre´ce´dent. De plus, nous nous
sommes aperc¸u qu’au passage du papier 2400 au 4000, des traˆıne´es en creux apparaissaient.
Cela vient du fait qu’a` cette e´chelle de granulome´trie, les alumines commencent a` se
de´tacher de la matrice et rayent l’e´chantillon provocant des de´fauts de queue-de-come`te.
Le seul moyen que nous ayons trouve´ pour limiter ce de´faut est de recommencer le polissage
a` partir d’une granulome´trie infe´rieure (papier 2400 ou 1200) jusqu’a` limiter ces rayures.
4.2.2 Protocole d’analyse
L’analyse statistique concernant les parame`tres inclusionnaires s’est faite a` partir
d’images prises au moyen d’un microscope e´lectronique a` balayage (M.E.B.) de type XL
SEM 30 Philips electronics. Pour nos analyses, nous avons utilise´ les e´lectrons re´trodiffuse´s
car la direction de re´e´mission n’est que faiblement alte´re´e. L’avantage est que la topologie
de l’e´chantillon est mieux lisse´e et son influence sur le contraste est minimise´e. La tension
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d’acce´le´ration d’entre´e se´lectionne´e est de 20 kV avec une taille de faisceau (spot) de 5
sur une e´chelle relative au courant du faisceau de 1 a` 8. Pour chaque e´chantillon LT,
nous avons travaille´ a` partir d’un grossissement ×500, ce qui permet d’obtenir un champ
d’analyse de 453 µm en abscisse et de 366 µm en ordonne´e. Ce grandissement est le
plus grand que nous pouvons choisir afin d’analyser le champ le plus large en perdant le
minimum d’information sur les inclusions. En effet, les images prises a` partir du logiciel
INCA (interface graphique de l’analyseur de rayon X) ont une qualite´ de 1024 × 832 pixels
avec une qualite´ moyenne sur un seul cycle de balayage. La dure´e de balayage repre´sente
environ 86 secondes par photo. En abscisse, le pixel repre´sente donc 0.442 µm et en or-
donne´e, le pixel repre´sente 0.44 µm. L’aire que repre´sente 1 pixel × 1 pixel est d’environ
0.2 µm2 ce qui est tre`s infe´rieur a` l’aire moyenne d’une inclusion MnS. Ainsi, en nous
plac¸ant au centre de l’e´chantillon, nous allons le balayer sur une zone s’e´chelonnant de
-2265 a` +2265 µm en abscisse avec un pas de 453 µm et une zone de -1830 a` +1830 µm
en ordonne´e avec un pas de 366 µm (figure 4.5). L’aire balaye´e par e´chantillon est de
20.06 mm2. Pour les e´chantillons des coupes TS, nous avons se´lectionne´ un grossissement
×1000 car les caracte´ristiques morphologiques sont plus petites. Le balayage se fait donc
avec des mesures divise´es par deux. Un champ est donc de 271.5 µm en abscisse et de 183
µm en ordonne´e sur une aire totale balaye´e de 10.03 mm2 par e´chantillon. A noter que
le balayage n’est pas automatique car le faisceau a` parfois du mal a` se stabiliser. Pour
chaque image, il est a` chaque fois ne´cessaire de re´gler le contraste, la luminosite´ mais
e´galement la focale car l’e´chantillon n’est pas parfaitement plat. Nous avons donc obtenu
121 images par e´chantillon (soit 2420 images au total) que nous avons retraite´es une par
une en e´liminant toutes les inclusions (ou une grande partie) qui n’e´taient pas assimile´es
a` des sulfures de mangane`se.
Figure 4.5 : Balayage de la zone analyse´e pour chaque e´chantillon
C’est l’analyse chimique par E.D.S. (couple´e a` un logiciel de traitement de donne´es :
INCA 2.08) qui nous a permis d’analyser les inclusions. Nous avons essaye´ deux me´thodes
pour les analyser. La premie`re consiste a` cartographier une zone restreinte par cartogra-
phie X (figure 4.6). L’analyseur chimique analyse la structure chimique des e´le´ments se
trouvant dans la zone a` balayer et les diffe´rencie un par un. Ainsi, nous pouvons, avec
pre´cision, de´terminer la quantite´ de soufre et de mangane`se comme sur l’exemple de la fig-
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ure 4.6. Cependant, la qualite´ de l’image analyse´e est de 512 × 512 pixels ce qui diminue
la valeur du pixel a` 0.88 µm. De plus, pour que la qualite´ de l’analyse soit correcte, il faut
plusieurs balayages, augmentant la dure´e de temps jusqu’a` 1 heure d’analyse par image.
L’analyse qualitative est donc excellente mais l’analyse quantitative reste tre`s de´licate.
Figure 4.6 : De´termination des e´le´ments chimiques au moyen d’un balayage au rayon X
L’autre me´thode, bien plus rapide mais moins pre´cise, consiste a` repe´rer les inclusions
qui ne semblent pas eˆtre des MnS et a` les analyser. Ensuite, il suffit de comparer les
cartographies E.D.S. et les images en haute re´solution, et d’effacer une par une les in-
clusions qui ne sont pas des MnS. Ce travail est plus fastidieux mais en fait beaucoup
plus rapide. En moyenne, nous avons lance´ 15 analyses chimiques par image ce qui fait
36000 inclusions analyse´es sur l’ensemble des e´chantillons. Nous e´liminons ainsi de tre`s
nombreuses inclusions, sans toutefois toutes les e´liminer. Afin d’ame´liorer les re´sultats
d’analyse d’images, certains filtres nume´riques ont e´te´ programme´s.
4.3 De´termination des caracte´ristiques ge´ome´triques
des inclusions par analyse d’images
4.3.1 Parame`tres ge´ome´triques lie´s aux inclusions MnS [112]
[84]
Apre`s avoir retravaille´ les images a` partir des analyses chimiques (E.D.S.) en effac¸ant
les inclusions autres que les MnS, l’analyse quantitative se fait graˆce au logiciel VISILOG
[15]. L’utilisation de routines ”macros” en visual basic (V.B.A.) que nous avons e´labore´es
ont facilite´ grandement le traitement des nombreuses images (plus de 2400) [14]. L’analyse
quantitative consiste donc a` de´crire pre´cise´ment la morphologie de chaque inclusion au
moyen d’outils mathe´matiques de ste´re´ographie et d’imagerie [37]. Le protocole d’analyse
est liste´ en figure 4.7.
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Figure 4.7 : Protocole d’analyse en traitement d’images
Nous avons programme´ une macro V.B.A. qui nous permet de traiter automatiquement
les 121 images d’un e´chantillon en suivant le protocole d’analyse. Les donne´es releve´es
sont le diame`tre de Fe´ret maximal et minimal [124], l’aire calcule´e a` partir du seuillage
des inclusions, l’aire vraie correspondant a` l’aire de l’ellipse calcule´e a` partir des diame`tres
de Fe´ret et l’orientation indexe´e sur le diame`tre maximale de Fe´ret. La figure 4.8 indique
la de´finition de ces parame`tres. Le diame`tre de Fe´ret maximal LF est la distance maxi-
male entre deux tangentes paralle`les sur des coˆte´s oppose´s de la particule et le diame`tre
minimale lF est la distance minimale entre deux tangentes paralle`les. Nous supposons
que les inclusions MnS sont des particules ellipso¨ıdales. L’aire vraie est donne´e par l’aire
d’une ellipse :
Avraie = pi
LF lF
4
(4.1)
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Si nous comparons l’aire calcule´e a` partir des diame`tres de Fe´ret a` celle calcule´e
par seuillage, l’erreur relative pour les coupes LT est en moyenne de 45% et l’erreur
relative pour les coupes TS est en moyenne de 29% (figure 4.9). L’aire que nous avons
se´lectionne´e pour l’e´tude statistique est l’aire calcule´e a` partir des diame`tres de Fe´ret qui
est la meilleure approximation.
Figure 4.8 : Distances de Fe´ret
Figure 4.9 : Erreurs relatives de l’aire calcule´e a` partir du seuillage et de l’aire calcule´e a` partir des
longueurs et des largeurs de Fe´ret
Pour les donne´es statistiques, nous utiliserons les notations de´crites en figure 4.10.
Dans le cas d’une coupe LT, la longueur (grand axe) de l’ellipse est le diame`tre de Fe´ret
maximal et la largeur (axe moyen) devient le diame`tre minimal. Dans le cas d’une coupe
TS, la largeur (petit axe) de l’ellipse est le diame`tre de Fe´ret maximal et l’e´paisseur
devient le diame`tre minimal. Il faut e´galement tenir compte du fait que les coupes en
deux dimensions ne refle`tent pas force´ment les tendances observe´es en 3 dimensions. 3
inclusions de meˆme volume mais avec des parame`tres de forme diffe´rents peuvent donner
une aire projete´e bien diffe´rente. Avec seulement des coupes surfaciques dans une seule
direction, il est donc tre`s difficile de de´crire les parame`tres 3D. La ste´re´ographie, qui est par
de´finition, l’interpre´tation spatiale des coupes, permet de reme´dier au proble`me pre´ce´dent.
4.3. DE´TERMINATION DES CARACTE´RISTIQUES GE´OME´TRIQUES
DES INCLUSIONS PAR ANALYSE D’IMAGES 94
Le premier principe est celui de Delesse [130] qui indique que la fraction volumique fV
des inclusions peut se calculer a` partir des aires de´termine´es sur des coupes.
Figure 4.10 : De´finition des parame`tres morphologiques des inclusions MnS
Pour un grand nombre de donne´es, nous pouvons ainsi e´crire que :
fV =
Ainclusions
Atotale des coupes
(4.2)
Jensen [66] et Roques-Carmes [116] utilisent une analyse ste´re´ographique base´e sur
une recoupe des re´sultats statistiques des trois coupes LT, TS et SL. Cependant, pour
cette e´tude, nous allons reprendre la de´marche de Orlhac [97] et Bondil [23]. Si nous
conside´rons les inclusions comme des sphe`res, alors le rayon vrai est donne´ en fonction du
rayon apparent calcule´ a` partir des coupes par :
Rvrai =
4Rapparent
pi
(4.3)
Si nous conside´rons des inclusions elliptiques, alors chaque parame`tre de l’ellipso¨ıde
(de la figure 4.10) sera de´fini par :
Lvrai =
4Lapparent
pi
; lvrai =
4lapparent
pi
et evrai =
4eapparent
pi
(4.4)
Cette approximation est correcte dans le cas ou` les inclusions sont parfaitement ori-
ente´es dans le sens du fibrage ce qui n’est pas le cas en re´alite´ car l’e´cart-type est as-
sez important. Cependant, nous utiliserons ces e´quations pour de´crire les donne´es mor-
phologiques. A partir des 121 fichiers de donne´es, nous allons donc de´terminer toutes les
statistiques morphologiques des inclusions en tenant compte des e´quations 4.2 et 4.4. Il
est e´galement ne´cessaire de leur appliquer des filtres nume´riques afin d’e´liminer les par-
ticules parasites qui ne font pas partie des statistiques. Pour justifier l’utilisation de ces
filtres, nous allons nous inte´resser tout d’abord a` l’e´volution des parame`tres statistiques
des inclusions en fonction de l’aire des inclusions conside´re´es c’est a` dire que les inclusions
dont l’aire sera infe´rieure a` une limite donne´e ne seront pas conside´re´es. Les figures 4.11
et 4.12 repre´sentent l’e´volution de la longueur, de la largeur et de l’aire des inclusions a`
partir des coupes LT en fonction de l’aire inclusionnaire conside´re´e.
Nous nous apercevons qu’en dec¸a` de 1.4 µm2, les parame`tres fluctuent erratiquement.
Nous pouvons l’expliquer par le fait que lors du seuillage des images, certains pixels ou
petites zones de la matrice bainitique peuvent eˆtre pris en compte dans le calcul des
parame`tres. En effet, comme nous l’avons explique´ auparavant, le faisceau du M.E.B.
ayant du mal a` se stabiliser, nous devons, a` chaque image, reprendre le contraste et la
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Figure 4.11 : Influence de l’aire inclusionnaire conside´re´e sur la longueur moyenne des inclusions
Figure 4.12 : Influence de l’aire inclusionnaire conside´re´e sur la largeur moyenne et l’aire moyenne des
inclusions
luminosite´, ce qui d’une image a` une autre peut diffe´rer de quelques tons. De plus, de
petites particules de quelques centaines de nanome`tres provenant des papiers de polissage
ou des suspensions de polissage peuvent se de´poser en surface de l’e´chantillon, faussant
l’analyse statistique des inclusions MnS. En dessous de 0.2 µm2, nous atteignons la lim-
ite de l’aire que repre´sente un pixel×un pixel et les re´sultats n’e´voluent pas. Nous allons
e´tablir un filtre qui se´lectionne seulement les inclusions ayant une aire vraie supe´rieure a`
1.4 µm2. A noter que pour les parame`tres des coupes TS, les parame`tres fluctuent moins
(figure 4.13). Etant donne´ que les statistiques ont e´te´ effectue´es a` partir d’un grossisse-
ment deux fois plus important, nous avons conside´re´ un filtre morphologique de 0.7 µm2.
Nous avons e´galement analyse´ l’influence du nombre de fichiers traite´s dans les statis-
tiques des parame`tres. Les figures 4.14, 4.15 et 4.16 montrent, par exemple, l’e´volution
de la longueur, de la largeur et de l’aire calcule´es pour les e´chantillons LT en fonction du
nombre de fichiers qui ont e´te´ utilise´s pour calculer les statistiques. Nous pouvons voir
que les e´volutions semblent tre`s peu fluctuer. Cependant lorsque nous calculons l’erreur
relative par rapport a` la re´fe´rence des 121 fichiers traite´s, nous nous apercevons qu’elle
de´croˆıt rapidement. L’e´cart-type de chaque parame`tre e´volue identiquement comme nous
pouvons le voir sur l’exemple de la figure 4.17 sur laquelle nous avons repre´sente´ l’e´volution
de l’e´cart-type relatif a` la longueur. Nous avons donc utilise´ les 121 fichiers pour traiter
les donne´es morphologiques. Enfin, dans le but d’e´liminer les inclusions autres que les
inclusions MnS, nous avons filtre´ toutes les inclusions des coupes LT ayant un rapport
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Figure 4.13 : Influence de l’aire inclusionnaire conside´re´e sur la largeur et l’e´paisseur moyenne des
inclusions pour les coupes TS
de forme infe´rieur a` 1.33 (le tiers de l’e´cart-type) car les inclusions MnS, ayant subi un
fort taux de corroyage ont un rapport de forme moyen de 2.89 (tableau J.3).
Figure 4.14 : Longueur des inclusions par rapport au nombre de fichiers et erreurs relatives par rapport
a` la re´fe´rence de 121 fichiers
Figure 4.15 : Largeur des inclusions par rapport au nombre de fichiers et erreurs relatives par rapport
a` la re´fe´rence de 121 fichiers
Pour re´sumer, nous avons donc traite´ les 121 fichiers d’analyse en ne conside´rant que
les inclusions d’aire supe´rieure a` 1.4 µm2 et de rapport de forme longueur sur largeur
au moins e´gal a` 1.33. Les donne´es brutes relatives aux inclusions sont liste´es dans les
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Figure 4.16 : Aire des inclusions par rapport au nombre de fichiers et erreurs relatives par rapport a` la
re´fe´rence de 121 fichiers
Figure 4.17 : Ecart-type de la longueur des inclusions par rapport au nombre de fichiers et erreurs
relatives par rapport a` la re´fe´rence de 121 fichiers
tableaux J.3, J.4 et J.5 de l’annexe J. Les lois statistiques que suivent les parame`tres in-
clusionnaires ne sont pas force´ment des lois normales. Si nous nous re´fe´rons aux exemples
des figures 4.18, 4.19, 4.20 et 4.21, seule l’orientation suit parfaitement une loi normale
(e´quation A.7). Les autres parame`tres suivent une loi log-normale (e´quation A.10). Tous
les parame`tres de´crivant une loi log-normale sont liste´s dans les tableaux J.6, J.7 et J.8 de
l’annexe J. Pour les coupes TS, les parame`tres autres que l’orientation suivent e´galement
des lois log-normales.
Figure 4.18 : Statistique de l’aire des inclusions MnS du barreau de 80 mm selon une coupe LT
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Figure 4.19 : Statistique de la longueur (grand axe) des inclusions MnS du barreau de 80 mm selon
une coupe LT
Figure 4.20 : Statistique de la largeur des inclusions MnS du barreau de 80 mm selon une coupe LT
Figure 4.21 : Statistique de l’orientation des inclusions MnS du barreau de 80 mm selon une coupe
LT
Si nous nous inte´ressons au cœfficient de corre´lation (e´quation A.4) de la longueur
avec la largeur pour les coupes LT, nous obtenons sur l’ensemble du triangle, une valeur
de 0.4, ce qui est relativement faible. Par contre, si nous nous inte´ressons au cœfficient de
corre´lation pour chaque partie du triangle, nous obtenons des valeurs de 0.91 pour le bras
sollicite´, 0.88 pour le bras fixe et 0.90 pour le coude. La longueur et la largeur sont assez
bien corre´le´es. La statistique de l’un peut nous permettre d’appre´hender la statistique de
l’autre. Nous avons trace´ sur la figure 4.22 la largeur des inclusions MnS en fonction de
leur longueur.
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Figure 4.22 : Largeur moyenne des inclusions MnS par rapport a` leur longueur
Nous pouvons e´galement supposer que l’e´paisseur est aussi bien corre´le´e mais nous
n’avons qu’une valeur pour le ve´rifier. Le cœfficient de corre´lation du rapport de forme
des inclusions par rapport au corroyage est de 0.63 sur l’ensemble du triangle. La forme des
inclusions est moyennement corre´le´e a` la morphologie du triangle de suspension. Nous
avons e´galement repre´sente´ sur la figure 4.23 l’influence du corroyage sur l’aire des in-
clusions et son influence sur le rapport de forme. Nous voyons que l’aire moyenne des
inclusions dans le bras fixe diminue pour un corroyage de plus en plus fort. Cette ten-
dance n’est pas ve´rifie´e pour les autres parties du triangle. Pour le rapport de forme, nous
voyons que le corroyage ne semble pas avoir un effet significatif pour le coude et le bras
sollicite´, contrairement au bras fixe ou` il semble augmenter pour un corroyage de plus en
plus fort. A noter que dans le barreau, il y a peu d’ondulations des inclusions donc le
rapport de forme est plus grand que pour le triangle, ou` le chemin de de´formation subi
est plus erratique.
Figure 4.23 : Rapport de forme des inclusions MnS et aire moyenne en fonction du corroyage
4.3.2 Parame`tres ge´ome´triques lie´s aux chapelets d’inclusions
MnS
Toutes les statistiques des chapelets ont e´te´ e´labore´es a` partir d’images retraite´es en
haute re´solution. Pour chaque image, nous avons se´lectionne´ les chapelets un par un en
respectant les crite`res de taille et de forme et en les mesurant avec une e´chelle adapte´e sur
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un logiciel de traitement d’image. La forme des chapelets ne doit pas eˆtre trop disparate
sur la longueur qui doit eˆtre assez grande. En effet, la longueur des chapelets peut
atteindre plus de 600 µm et bien au dela`. Nous allons se´lectionner les chapelets ayant une
longueur supe´rieure a` 100 µm ce qui constituera la limite du volume e´le´mentaire digital.
Les valeurs statistiques mesure´es ont e´te´ moyenne´es sur toute la longueur du chapelet.
Les statistiques que nous avons e´tudie´es pour les chapelets sont la largeur des chapelets,
l’e´paisseur et la distance inter-chapelets. La largeur et la distance inter-chapelets ont e´te´
de´termine´es a` partir des coupes LT. Ces deux variables suivent une loi log-normale comme
nous pouvons le voir sur la figure 4.24. Les tendances statistiques de ces deux parame`tres
pour tous les e´chantillons sont toujours cale´es sur une loi log-normale. Les parame`tres
statistiques les concernant sont liste´s dans les tableaux J.9, J.10, J.11 et J.12. Nous
avons repre´sente´ sur la figure 4.25 la distance inter-chapelets en fonction de la largeur des
chapelets. Le cœfficient de corre´lation les reliant est de 0.84 sur tout le triangle ce qui
suppose une forte corre´lation entre les deux parame`tres. Nous nous sommes e´galement
inte´resse´s a` l’influence du corroyage sur la forme de ces chapelets.
Figure 4.24 : Echantillonnage des donne´es relatives a` la largeur de chapelet au niveau du coude 1
Figure 4.25 : Corre´lation entre la largeur des chapelets et la distance inter-chapelets
En figure 4.26, nous avons repre´sente´ la largeur des chapelets en fonction du corroyage
(tableau J.1). Nous nous apercevons qu’au niveau du bras fixe dont la section est presque
circulaire, la largeur de´croˆıt lorsque le corroyage est de plus en plus fort. Au niveau du
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coude, la largeur reste quasiment constante puisque le corroyage diffe`re peu. Le cœfficient
de corre´lation reliant le corroyage a` la largeur des chapelets est de -0.95 pour le bras fixe
et de -0.82 pour le coude.
Figure 4.26 : Moyenne statistique de la largeur des chapelets de MnS
Par contre, au niveau du bras sollicite´, le cœfficient de corre´lation est de 0.29. Le
bras sollicite´ est la seule partie du triangle dont l’indice de circularite´ est au dessus de 2.5
ce qui laisse penser que la section (le corroyage) n’est pas l’indicateur le plus perspicace
pour corre´ler la largeur de chapelets dans cette section. Si nous calculons le cœfficient de
corre´lation a` partir de l’e´paisseur de la section dans le bras sollicite´, nous obtenons un
indice de corre´lation bien meilleur mais positif a` 0.60 (au lieu de 0.29 si nous conside´rons
le corroyage). Il reste cependant assez mauvais car les re´sultats de l’e´chantillon 3 ne sont
pas en ade´quation avec les tendances des autres donne´es. Si nous ne tenons pas compte
de l’e´chantillon 3, le cœfficient de corre´lation devient -0.95. Concernant la distance inter-
chapelets, les re´sultats sont e´quivalents a` ceux pre´sente´s pour la largeur (figure 4.27).
Figure 4.27 : Moyenne statistique de la distance inter-chapelets de MnS
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Cependant, il semble que l’e´chantillon 1 du coude et l’e´chantillon 4 du bras sollicite´
ont des tendances diffe´rentes des autres. En les enlevant du calcul, nous trouvons des
cœfficients de corre´lation de -0.67 pour le coude, -0.71 pour le bras sollicite´ et de -0.8
pour le bras fixe. Nous pouvons en conclure que la largeur et la distance inter-chapelets
de´pendent fortement du corroyage du triangle de suspension. Les e´paisseurs des chapelets
ont e´te´ calcule´es en mesurant 20 chapelets sur les 3 e´chantillons TS du triangle. Les rap-
ports de forme (largeur sur e´paisseur) sont donc calcule´s uniquement sur les trois parties
du triangle et pour le barreau de 80 mm. L’e´paisseur moyenne echapelet et le rapport de
forme sont liste´s dans le tableau J.13. Pour e´tablir le nombre d’inclusions par chapelet,
nous avons e´tudie´ 20 chapelets par e´chantillon. Pour chaque chapelet, nous avons calcule´
l’aire et le nombre d’inclusions graˆce a` un logiciel de traitement d’images. La figure 4.28
indique le protocole que nous avons suivi.
Figure 4.28 : Protocole utilise´ pour le calcul du nombre d’inclusions par e´chantillon
Figure 4.29 : Influence de l’aire des inclusions conside´re´es sur leur nombre : exemple de l’e´chantillon
1 appartenant au bras sollicite´
Chaque traitement permet de tracer le nombre d’inclusions en fonction de l’aire min-
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imum des inclusions que nous avons conside´re´es. La figure 4.29 est un exemple de ces
courbes trace´es dans le cas du bras sollicite´ 1. Pour rester en accord avec les re´sultats
pre´ce´dents, nous nous limitons aux inclusions d’aire supe´rieure a` 1.4 µm2. Le tableau J.14
indique le nombre moyen d’inclusions par chapelet pour chaque e´chantillon du triangle.
A noter que la densite´ d’inclusions pour les e´chantillons LT est environ la meˆme que celle
obtenue pour les e´chantillons TS. Nous avons pris une longueur de chapelet de 100 µm
dans l’optique de mode´liser nume´riquement les chapelets mais les statistiques en longueur
sont bien plus grandes. Pour calculer le nombre moyen d’inclusions, nous supposons que
la densite´ surfacique se rapporte a` la densite´ volumique puisque la densite´ selon les coupes
TS est environ identique a` celle obtenue pour les coupes LT.
4.4 Structure granulaire sonde´e par rayons X et anal-
yse E.B.S.D.
4.4.1 Pre´paration des e´chantillons
Les e´chantillons ont e´te´ polis progressivement jusqu’a` l’utilisation fine d’une suspension
de silice (O.P.S.) de 1 µm. Afin d’e´liminer la couche e´crouie due au polissage me´canique
sur papier abrasif, nous avons utilise´ initialement un polissage e´lectrolytique. Il consiste a`
faire passer des ions me´talliques de l’anode (e´chantillon) a` la cathode a` travers un liquide,
l’e´lectrolyte. Le polissage se fait sans aucune sollicitation me´canique et sans ge´ne´rer de
couche de de´formation en surface de l’e´chantillon. L’e´lectrolyte utilise´ est une solution
de me´thanol (72.5%), du buthylglycol (17.5%) et d’acide perchlorydrique (10%). Nous
avons fait varier la tension de 30 a` 40 Volts, la dure´e de temps de 20 a` 40 secondes et
la tempe´rature de -7◦C a` +7◦C. Cependant, la tempe´rature est difficilement controˆlable
car l’e´lectrolyte se re´chauffe lors de son utilisation. Une vingtaine d’essais nous ont e´te´
ne´cessaires pour de´terminer les parame`tres optimums de polissage suivants : 25 secondes,
30 Volts et -5 a` -3◦C. Le polissage e´lectrolytique est donc tre`s rapide mais pre`s des in-
clusions MnS, l’attaque e´lectrolytique semble beaucoup plus se´ve`re et creuse davantage
les contours (figure 4.30). C’est la raison pour laquelle nous avons utilise´ une nouvelle
technique de polissage au laboratoire : le polissage par vibration. Le proce´de´ consiste a`
polir un e´chantillon a` partir d’une suspension de particules d’alumines de taille moyenne
de 500 nm en faisant vibrer le support. Il est possible de re´gler les vibrations sur une
e´chelle indicative de 0 a` 100 %. Le support est un feutre tre`s souple avec des brins tre`s pe-
tits afin de contenir les particules d’alumines. Ce proce´de´ de polissage e´tant relativement
nouveau au laboratoire, nous avons duˆ tester diffe´rentes configurations afin d’obtenir les
bons parame`tres de polissage. Au total, 32 essais ont duˆ eˆtre mis en place en faisant
varier la dure´e de polissage de 30 minutes a` 25 heures (l’acier e´tant difficile a` polir par
vibration). L’e´chelle de vibration s’e´chelonne de 10 a` 50%. Nous avons e´galement fait
varier les poids que nous utilisions pour stabiliser les e´chantillons. Bien suˆr, le nombre de
poids varie selon la taille des e´chantillons a` polir. Les parame`tres optimums sont de 1 a` 3
poids de 190 g selon la taille de l’e´chantillon, une amplitude de vibration a` 30 % pendant
20 heures. Le polissage par vibration est beaucoup plus long mais l’e´tat de surface est
bien meilleur qu’avec un polissage e´lectrolytique (figure 4.31).
Afin de connaˆıtre la qualite´ de polissage, nous avons fait un balayage de la surface au
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Figure 4.30 : Polissage e´lectrolytique des e´chantillons
Figure 4.31 : Polissage des e´chantillons sur polisseuse vibrante
moyen d’un microscope a` force atomique (A.F.M.). Il s’agit d’un microscope muni d’une
pointe monte´e sur un microlevier. Cette pointe balaie l’e´chantillon et graˆce au principe
d’attraction/re´pulsion des atomes, donne une mesure directe de la force d’interaction.
Ainsi, il est possible de dresser une carte de la topologie surfacique. Nous avons conside´re´
une zone de balayage de 33 µm × 33 µm avec une qualite´ de 256 pixels × 256 pixels ce
qui repre´sente une qualite´ de balayage de 129 nm. Les re´sultats obtenus pour les deux
polissages nous montrent que la profondeur des pics est e´quivalente pour un polissage
e´lectrolytique (figure 4.32) et un polissage a` la polisseuse vibrante (figure 4.33). Les pics
exce`dent rarement plus de 200 nm de hauteur. Cette bonne qualite´ de polissage est
ne´cessaire dans une analyse E.B.S.D. et surtout en nanodurete´. A noter que l’e´tat de
surface des inclusions est tre`s vallonne´ mais avec des amplitudes relativement faibles.
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Figure 4.32 : Balayage topographique par A.F.M d’une surface polie par polissage e´lectrolytique
Figure 4.33 : Balayage topographique par A.F.M d’une surface polie graˆce a` une polisseuse vibrante
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4.4.2 Analyse par rayons X
Afin de balayer une large zone sur l’e´chantillon (plusieurs dizaines de milliers de
grains), nous avons analyse´ le centre des e´chantillons par une analyse aux rayons X.
La radiocristallographie suit le principe de Wulf [62], a` savoir que les faisceaux diffracte´s
se comportent, concernant leur direction, comme s’ils e´taient re´fle´chis sur l’un des plans
re´ticulaires du cristal. La condition ne´cessaire pour qu’une diffraction se produise sur un
plan re´ticulaire est de´finie par la loi de Bragg :
2dhklsin(θ) = nλ (4.5)
ou` dhkl est la distance interre´ticulaire des plans (hkl) donne´es par les indices de Miller
[62];
θ est l’angle d’incidence du faisceau X sur les plans (hkl);
λ est la longueur d’onde des rayons X utilise´s;
n est un nombre entier positif appele´ ordre de la diffraction.
Le faisceau diffracte´ fait alors un angle de 2θ avec le faisceau transmis. L’intensite´ de
chaque faisceau diffracte´ est relie´e directement a` l’ordre de diffraction. Nous avons donc
oriente´ les e´chantillons LT dans le sens du fibrage et mesure´ les niveaux d’intensite´ par
rapport aux angles de diffraction. Afin de montrer l’anisotropie du mate´riau, nous avons
ensuite oriente´ l’e´chantillon d’un angle de 30◦, puis 45◦, 60◦ et 90◦ par rapport au fibrage.
Les re´sultats sont regroupe´s sur la figure 4.34 pour l’e´chantillon n◦4 du bras sollicite´.
Figure 4.34 : Intensite´ des pics de diffraction par rapport a` l’angle de diffraction 2θ
Nous nous apercevons que quelle que soit l’orientation de l’e´chantillon, nous avons
les meˆmes pics avec la meˆme intensite´. Ces pics de´finissent essentiellement la ferrite et
la ce´mentite pre´sentes dans la bainite supe´rieure. Les inclusions de MnS ne sont pas
analyse´es a` cette e´chelle car leur proportion est trop faible (environ 1 %) pour les repe´rer.
Nous pouvons de´ja` en conclure que la structure granulaire semble, globalement, isotrope.
A priori, le fibrage e´tant la conse´quence de la mise en forme et que la texture cristallo-
graphique de la bainite semble isotrope, le fibrage serait directement relie´ a` l’orientation
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des inclusions. Afin d’ame´liorer cette analyse microstructurale, nous avons lance´ une
e´tude a` l’E.B.S.D. en analysant plus localement la texture.
4.4.3 Caracte´risation de la microstructure par E.B.S.D
Dans le but d’e´tudier la texture cristallographique le long du triangle, nous avons
analyse´ tous les e´chantillons LT. Le Metasco MC, comme nous l’avons pre´sente´ dans le
chapitre pre´ce´dent, se trouve principalement sous forme de bainite supe´rieure, essentielle-
ment constitue´e de lamelles de ferrite entoure´es d’une faible proportion de ce´mentite.
La ferrite est une structure cristalline a` maille cubique centre´e c’est a` dire que la maille
e´le´mentaire est cubique avec un atome au centre [62]. Sa densite´ est donc de 2 atomes
pour chaque maille e´le´mentaire. Les plans re´ticulaires associe´s a` la ferrite sont liste´s dans
le tableau 4.1.
Tableau 4.1 : Caracte´ristiques cristallines de la ferrite
hkl distance interre´ticulaire dhkl
0-1-1 2.029
0-2-0 1.435
1-2-1 1.172
0-3-1 1.015
Le but de l’analyse E.B.S.D. (Electron BackScattered Electron) est l’analyse cristallo-
graphique afin de de´terminer l’orientation de la microstructure (texture cristallographique)
mais aussi la taille moyenne des grains. Nous pourrons nous re´fe´rer a` l’annexe K pour
de plus amples explications. Pour chaque e´chantillon nous avons, autant que possible,
analyse´ le centre, au niveau de la fibre neutre. Sur l’exemple de la figure 4.35 du bras
fixe 4, nous avons indexe´ une zone contenant des inclusions afin de de´terminer la forme
et l’orientation de la ferrite proche des inclusions.
Figure 4.35 : Analyse E.B.S.D. d’un e´chantillon poli sur polisseuse vibrante
L’indexation (figure 4.36) est de´termine´e par rapport a` la qualite´ du signal rec¸u et
varie de 0 (pas indexe´) a` 1 (totalement indexe´).
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Figure 4.36 : Iso-couleurs de´crivant l’orientation des grains ferritiques dans le re´fe´rentiel lie´ a`
l’e´chantillon n◦4 du bras fixe
Toutes les analyses que nous avons mene´es permettaient, apre`s traitement, d’obtenir
des indices de confiance supe´rieurs a` 0.45, ce qui est de tre`s bonne qualite´ en sachant que la
plupart des zones indexe´es en noir (indice de confiance e´gal a` 0 donc non inde´xe´) peuvent
constituer de la ce´mentite, de l’auste´nite re´siduelle ou des inclusions. Apre`s avoir retraite´
les donne´es et ame´liore´ la qualite´ d’indexation (par lissage), nous pouvons de´terminer la
taille de grain donne´e par rapport au diame`tre e´quivalent de l’aire de chaque grain (figure
4.37).
Figure 4.37 : Taille des grains ferritiques dans le cas du bras fixe n◦4
Un grain est de´termine´ par rapport a` son orientation. Nous faisons e´galement l’hypot-
he`se qu’une orientation donne´e avec une marge de ±5◦ fait partie d’un meˆme grain. Pour
chaque e´chantillon, nous avons liste´ les diame`tres e´quivalents dans le tableau J.16 de
l’annexe J. Nous avons trace´ en figure 4.38 un exemple de la statistique des tailles des
grains (diame`tre e´quivalent) dans le cas du bras fixe n◦4.
Tous les diame`tres e´quivalents sont liste´s dans le tableau J.16 que nous avons repre´sente´s
sur la figure 4.39. L’indice de corre´lation de la taille de grains avec le taux de corroyage
est de 0.51. Au lieu de repre´senter la taille des grains a` partir d’un diame`tre e´quivalent,
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Figure 4.38 : Diame`tre e´quivalent des lamelles de ferrite
nous pouvons calculer les diame`tres de Fe´ret a` l’aide d’un logiciel de traitement d’images.
Le procole que nous avons suivi est explicite´ sur la figure 4.40 et les donne´es sont liste´es
dans le tableau J.17.
Figure 4.39 : Taille des grains ferritiques pour chaque e´chantillon
Nous supposons que les projections des lamelles de ferrite constituent des paralle´le´-
pipe`des. Il n’y a donc pas de retraitement ste´re´ographique a` faire. Lorsque nous trac¸ons la
largeur ainsi de´duite selon la longueur (figure 4.41), nous obtenons un indice de corre´lation
de 0.985 sur tout le bras de suspension. La de´pendance des deux parame`tres est clairement
mise en e´vidence. Par contre, si nous regardons l’influence du taux de corroyage sur le
rapport de forme (longueur sur largeur) des grains ferritiques, nous nous apercevons que
le cœfficient de corre´lation est de 0.94 pour le coude mais de 0.17 pour le bras sollicite´
et de -0.32 pour le bras fixe. Cependant, au niveau du bras sollicite´, le point n◦5 semble
incorrect et pour le bras fixe, il s’agit du point n◦4. En les enlevant, nous trouvons des
cœfficients de 0.91 pour le bras sollicite´ et de 0.43 pour le bras fixe. Il est cependant
difficile de corre´ler correctement des re´sultats obtenus a` une e´chelle locale par rapport a`
une donne´e globale. Nous pouvons conclure de toutes ces donne´es morphologiques que la
taille des grains ferritiques est proche, en moyenne, de celle des inclusions de MnS.
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Figure 4.40 : Protocole d’analyse d’images des grains ferritiques
Figure 4.41 : Caracte´ristiques des grains ferritiques : Largeur de Fe´ret sur longueur et rapport de
forme par rapport au taux de corroyage
L’effet d’e´chelle entre grains et inclusions est donc tre`s minimise´. Cependant, les
e´carts-types sont plus importants pour les grains. Cette diffe´rence peut s’expliquer par
le fait que l’indexation des grains n’est pas la meˆme pour chaque e´chantillon (meˆme avec
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des protocoles de pre´paration rigoureusement similaires). Le traitement des images est
donc beaucoup plus fastidieux.
Les orientations des grains constituent des figures de poˆles qui permettent de de´terminer
directement les orientations pre´fe´rentielles dans le re´fe´rentiel associe´ a` l’e´chantillon. Nous
noterons RD, la direction du fibrage (”rolling direction”), TD la direction transverse
(”transverse direction”) et ND, la direction normale a` la surface de l’e´chantillon (”normal
direction”) de´crites en figure K.1. Pour chaque e´chantillon, nous avons donc oriente´ la
direction de fibrage dans la direction RD avec un certain angle d’incertitude. Cependant,
dans certaines zones du triangle, le fibrage n’est pas toujours oriente´ a` 0◦ (notamment
dans les zones du coude n◦2, n◦5 et dans le bras sollicite´ n◦1 note´es en figure 4.3). Il
existe deux types de figures de poˆles. Les figures de poˆles classiques dans lesquelles nous
repre´sentons la normale des plans inter-re´ticulaires dans le repe`re (RD, TD, ND). Ce sont
les figures de poˆles directes. Nous pouvons e´galement repre´senter les directions RD, TD ou
ND dans le repe`re de la maille e´le´mentaire repre´sentative du grain (1, 2, 3) (figure 4.42).
Ce sont les figures de poˆles inverses. Dans notre e´tude, nous nous sommes inte´resser aux
figures de poˆles directes. Toutes les figures de poˆles relatives a` chaque e´chantillon du
triangle et du barreau de 80 mm sont liste´es dans l’annexe K.
Figure 4.42 : Exemple d’une figure de poˆles dans la direction [1 0 0]
Dans la direction <1 0 0 >, il n’y pas ou tre`s peu d’orientations pre´fe´rentielles. Par
contre, pour la direction <1 1 0>, certaines parties du triangle semblent avoir des dis-
tributions d’orientation un peu plus marque´es que d’autres, notamment, au niveau du
bras sollicite´ n◦1 et du coude n◦5. Ces tendances sont similaires pour la direction <1 1
1>. Si nous regardons les niveaux des iso-couleurs, nous pouvons voir que les re´sultats
de´passent rarement les 2.5. En sachant que le niveau 1 des iso-couleurs concerne une
combinaison ale´atoire des orientations et qu’un niveau de 6 est ne´cessaire pour parler
re´ellement d’anisotropie, nous pouvons en conclure que la texture cristallographique est
tre`s faible dans le triangle. Cependant, les niveaux de textures semblent eˆtre davantage
marque´s pour l’e´chantillon n◦1 du bras sollicite´, le n◦2 et n◦5 du coude et le n◦1 du bras
fixe. Si nous nous re´fe´rons a` la figure 4.3, nous nous apercevons que ces zones se localisent
dans les parties les plus courbe´es du triangle. C’est dans ces zones que les grains sont
davantage oriente´s. La faible texture cristallographique du triangle peut s’expliquer par
le fait que la mise en forme est effectue´e a` 1200◦C, au cœur du domaine auste´nitique. La
bainite est essentiellement constitue´e de lamelles de ferrite (avec une faible proportion de
ce´mentite) qui croissent ge´ne´ralement dans le syste`me cristallographique de l’ancien grain
auste´nitique dans lequel elles germent et croissent. Etant donne´ que la texture cristallo-
4.4. STRUCTURE GRANULAIRE SONDE´E PAR RAYONS X ET
ANALYSE E.B.S.D. 112
graphique du triangle de suspension est tre`s peu marque´e, nous pouvons supposer que la
mise en forme n’affecte que tre`s peu l’orientation des grains auste´nitiques. Sur les figures
4.43 et 4.44, nous avons repre´sente´ les anciens grains auste´nitiques a` partir du relief, et a`
partir des indices d’indexation respectivement.
Figure 4.43 : Ancien grain auste´nitique dans la structure bainitique
Figure 4.44 : Estimation de quelques anciens grains auste´nitiques par rapport aux orientations
La taille des anciens grains auste´nitiques est de 40 µm de diame`tre e´quivalent en
moyenne. Par contre, les inclusions MnS gardent leur direction d’orientation acquise lors
du filage du barreau mais peuvent se fragmenter ou se de´former.
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4.5 Essais de durete´
Les essais de microdurete´ sont des essais globaux qui doivent permettre de conforter
certaines hypothe`ses que nous avions faites sur le corroyage. Les essais de nanoinden-
tation, en plus de valider les re´sultats de microdurete´, ont pour but de de´terminer les
comportements des entite´s granulaires et inclusionnaires qui nous seront ne´cessaires pour
des simulations nume´riques multi-e´chelles.
4.5.1 Essais de microdurete´
Les essais de nanoindentation et de microdurete´ de´rivent des essais classiques de durete´
(Brinell, Vickers, Knoop) consistant a` enfoncer une pointe suppose´e inde´formable dans le
mate´riau afin d’en mesurer ses caracte´ristiques de durete´. Les essais de microdurete´ sont
rapides a` mettre en place et pre´sentent une bonne reproductibilite´. Nous avons utilise´
un microdurome`tre digital avec des charges s’e´chelonnant de 0.5 gf a` 2000 gf. Une vise´e
optique y est couple´e avec des objectifs de ×10, ×50 et ×100. La pointe se´lectionne´e est
de forme pyramidale de diagonale d, de type Vickers. La durete´ est de´termine´e a` partir
de la charge P par l’e´quation HV =
2Psin 136
2
d2
.
Figure 4.45 : Re´sultats des essais de microdurete´ Vickers effectue´s sur un acier inoxydable auste´nitique
316L avec diffe´rentes finitions de l’e´tat de surface [104]
Nous avons pris soin d’utiliser les meˆmes pre´cautions de polissage que pour l’analyse
E.B.S.D. dans le but d’e´liminer tout effet d’e´crouissage duˆ au polissage me´canique. En
effet, l’e´tat de surface est essentiel pour les essais de durete´, surtout a` faible charge.
Par exemple, nous pouvons voir sur la figure 4.45 que la durete´ varie tre`s fortement
a` faible charge mais l’influence de l’e´tat de surface diminue au fur et a` mesure que la
charge augmente [104]. Afin de s’affranchir au maximum de l’e´tat de surface, tous les
e´chantillons ont e´te´ pre´pare´s a` partir d’un polissage sur polisseuse vibrante apre`s une fi-
nition O.P.S.. Le de´savantage de la finition O.P.S., qui est le re´sidu de silice extreˆmement
fin sur l’e´chantillon, est gomme´ car les vibrations vont nettoyer l’e´chantillon. Ce polissage
donne un meilleur e´tat de surface qu’avec une attaque e´lectrolytique classique. Lorsque
nous regardons l’influence de la charge au niveau de la durete´ de la matrice bainitique
(figure 4.46), l’influence est minime au dessus de 50 g. Chaque indentation a e´te´ faite a`
proximite´ des autres afin de minimiser la dispersion de mesure de durete´ en se concentrant
sur un volume limite´ de matie`re (figure 4.47).
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Figure 4.46 : Influence de la charge sur la de´termination de la durete´ Vickers pour le Metasco MC :
pre´paration sur polisseuse vibrante
Figure 4.47 : Essai de durete´ en fonction de la charge applique´e
En effet, le triangle de suspension e´tant grenaille´, il existe une diffe´rence notable de
durete´ entre la peau du triangle et le cœur. Une vingtaine d’essais ont e´te´ effectue´s pour
une meˆme charge. La figure 4.46 montre l’e´volution de la moyenne de la durete´ en fonction
de la charge. La durete´ est beaucoup plus grande a` petite charge que pour les grandes
charges. L’e´cart-type donne´ en figure 4.48 suit la meˆme tendance.
Figure 4.48 : Evolution de l’e´cart-type de la durete´ Vickers en fonction de la charge : pre´paration sur
polisseuse vibrante
La durete´ du mate´riau que nous avons utilise´e est donc obtenue pour une charge de
100 g. Les re´sultats sont liste´s dans le tableau J.16 de l’annexe J et trace´s en figure 4.49.
Sachant que les sections du triangle ont des rapports de circularite´ diffe´rents, nous avons
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essaye´ de corre´ler les re´sultats obtenus en E.B.S.D. avec les durete´s de la matrice le long
du triangle de suspension. Le cœfficient de corre´lation est de -0.81 entre la taille des
grains et la durete´ Vickers. Par contre, l’indice de corre´lation de la durete´ avec le taux de
corroyage est moins bon avec 0.59. Nous pouvons en conclure aise´ment que plus la taille
des grains est petite et plus la durete´ sera importante. Nous pouvons d’ailleurs le constater
au niveau des extreˆmite´s du bras de suspension. Cette taille de grain peut eˆtre e´galement
relie´e au taux de corroyage du bras de suspension. En effet, si nous trac¸ons la taille
de grain en fonction du corroyage, le cœfficient de corre´lation est de -0.52 (figure 4.50).
Nous pouvons remarquer que la taille diminue lorsque le corroyage est de plus en plus
important. Ceci peut s’expliquer par le fait que la section e´tant re´duite, le refroidissement
se fera plus rapidement (notamment a` cœur) que dans une section plus grande. Lorsque
nous nous inte´ressons a` la durete´ par rapport au corroyage, nous obtenons un cœfficient
de corre´lation de 0.59. Cependant un point de mesure semble eˆtre incohe´rent. Si nous
ne tenons pas compte du point 5 concernant le bras sollicite´, nous obtenons un cœfficient
de corre´lation de -0.65 pour la taille de grain en fonction du taux de corroyage et un
cœfficient de corre´lation de 0.84 pour la durete´ en fonction du taux de corroyage. La
taille de grain reste assez bien corre´le´e avec le niveau de corroyage ainsi que la durete´.
Figure 4.49 : Microdurete´ Vickers de la matrice bainitique
Figure 4.50 : Microdurete´ de la matrice en fonction du taux de corroyage et taille des grains ferritiques
en fonction du taux de corroyage
Nous avons e´galement effectue´ des essais de durete´ sur les inclusions MnS (figure 4.51).
Les inclusions de MnS ayant une e´paisseur peu importante, la charge doit eˆtre assez
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faible pour que la de´formation de l’inclusion reste localise´e. Le sche´ma 4.52 indique qu’a`
forte charge, la matrice bainitique entourant l’inclusion risque e´galement de se de´former
ou d’influencer les re´sultats. En effet, la matrice e´tant plus dure, la durete´ mesure´e
risque d’eˆtre beaucoup plus grande que celle escompte´e. Nous avons utilise´ des charges
d’indentation de 2 a` 3 g maximum ce qui repre´sente des diagonales d’indents de l’ordre
de 3 a` 4 µm de longueur. L’e´paisseur d’indentation s’e´chelonne de 600 a` 800 nm. Il
faut donc se´lectionner des inclusions conse´quentes pour espe´rer avoir une e´paisseur assez
importante puisque tous les parame`tres morphologiques sont corre´le´s. Etant donne´ que
le rapport de forme des inclusions est, en moyenne, de 2.89 (tableau J.3), les indentations
ont e´te´ effectue´es sur des inclusions avec des longueurs supe´rieures a` 10 µm.
Figure 4.51 : Microdurete´ sur une inclusion MnS
Figure 4.52 : Influence de la charge sur l’inclusion et la matrice
Sur plus de 150 essais le long du triangle de suspension, nous avons trouve´ une moyenne
de durete´ pour les inclusions MnS de 143.58 HV avec un e´cart-type de 43.60 HV. A titre
indicatif, les nitrides de titane, facilement reconnaissables par leurs bords anguleux, ont
une durete´ moyenne de 609.23 HV. Ces essais de microdurete´ nous ont permis de mettre en
avant une certaine homoge´ne´ite´ de la matrice sauf sur les bords du triangle de suspension
et pre`s des inclusions. Afin de confirmer ces re´sultats, nous avons mene´ une campagne
d’essais de nanodurete´.
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4.5.2 Essais de nanodurete´
Les essais de nanoindentation ont e´te´ effectue´s sur un Nano Indenter XP System MTS
(Micro-mechanical Testing System) avec le logiciel de traitement de donne´es TestWorks 4
Professionnal [117]. L’appareil est pilote´ par une cellule de force compose´e d’une bobine
de force pie´zo-e´lectrique. La re´solution the´orique est de quelques nano-Newton. En
pratique, la pre´cision serait de quelques µN . La force maximale applicable est de 700 mN.
La pointe triangulaire, de type Berkovich (figure 4.53), est commande´e par un syste`me
d’interfe´rome´trie laser. Le de´placement the´orique est de 0.01 nm. Le passage de l’objectif
a` la pointe de nanoindentation se fait au moyen d’un moteur e´lectrique couple´ a` une vis
guide. La pre´cision moyenne est de 2.7 µm avec un e´cart-type de 1.3 µm. Etant donne´
la taille des inclusions MnS et la pre´cision de la platine, il est tre`s difficile de cibler avec
pre´cision une inclusion MnS de petite taille ou de taille moyenne. La taille minimale
apparente des inclusions doit correspondre a` environ 6 µm. De plus, comme nous l’avons
vu lors de la de´termination des parame`tres stochastiques, l’e´paisseur des inclusions est
infe´rieure a` la largeur visible (un facteur 2 en moyenne). L’e´paisseur est en moyenne
de 1.25 µm donc la largeur visible d’indentation doit eˆtre approximativement de l’ordre
de 2.5 µm. Pour quantifier la profondeur de nanoindentation, il est courant de prendre
environ 10% de l’e´paisseur soit une profondeur de 125 nm. Cependant, comme l’e´paisseur
d’une inclusion MnS est corre´le´e avec sa longueur et sa largeur, et que nous se´lectionnons
des inclusions de tre`s grande taille, l’e´paisseur au final est bien plus grande. Au vu de la
qualite´ surfacique des inclusions apre`s polissage (figure 4.33), nous pouvons imaginer que
l’e´paisseur est re´duite de moitie´ (crite`re se´ve`re). Au final, nous devons se´lectionner des
inclusions de longueur apparente supe´rieure a` 10 µm si nous voulons que la profondeur
d’indentation de 125 nm n’influe pas sur la matrice environnante (figure 4.52). Il est a`
noter e´galement que si nous nous re´fe´rons a` la qualite´ du polissage sur polisseuse vibrante
de´crite dans la section 4.4.1, la profondeur d’indentation est du meˆme ordre que la qualite´
de polissage.
Figure 4.53 : Indentation de type Berkovich
L’objet principal de l’utilisation du nanoindenteur est la de´termination de la durete´ des
composants du mate´riau et de son module d’Young qui seront ne´cessaires afin de simuler
nume´riquement les amas inclusionnaires. Le module d’Young est de´termine´, contraire-
ment aux autres techniques de mesure de durete´, par retour e´lastique apre`s l’indentation
(figure 4.54). Il s’agit du mode`le d’Oliver et Pharr [95][96] qui de´crit une analyse the´orique
des courbes force-pe´ne´tration des essais de nanoindentation (exemple en figure 4.55). Ce
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mode`le prend en compte de fac¸on pre´cise les caracte´ristiques ge´ome´triques du contact
entre l’indenteur et le mate´riau. La figure 4.54 pre´sente la ge´ome´trie du contact vue en
coupe. Les donne´es recueillies lors de l’essai sont le de´placement h en fonction de la force
P applique´e. La profondeur de l’empreinte re´siduelle est note´e hr. Pour la plupart des
mate´riaux, la de´formation e´lastique de l’e´chantillon sous l’indenteur est importante et fait
que la hauteur de contact hc est infe´rieure au de´placement vertical de l’indenteur h. hs
repre´sente le de´placement vertical de la surface a` la limite du contact. La durete´ et le
module d’Young sont de´termine´s a` partir de la charge P et la profondeur h d’indentation
de´finie sur la figure 4.55. Le re´gime est ge´ne´ralement line´aire.
Figure 4.54 : Parame`tres ge´ome´triques de l’essai de nanoindentation
Figure 4.55 : Courbe force/pe´ne´tration d’un essai de nanoindentation
Etant donne´ que la dure´e d’un essai de nanoindentation est de l’ordre de 15 a` 20
minutes, nous nous sommes limite´s a` 300 essais au total. Concernant les essais sur ma-
trice, nous avons se´lectionne´ 4 e´chantillons ayant une microdurete´ proche (tableau J.16
de l’annexe J) a` savoir le bras fixe n◦1, le bras sollicite´ n◦4, le barreau de 80 mm et le
coude n◦2. Tous les essais ont e´te´ regroupe´s afin d’obtenir une moyenne de durete´ et du
module d’Young pour la matrice. Sur la figure 4.56, nous avons trace´ la statistique de
la durete´ de la matrice et les statistiques the´oriques en loi normale et loi log-normale.
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Lorsque nous regardons les erreurs (figure 4.57), la loi log-normale approxime mieux les
tendances statistiques que la loi normale. Cependant, la diffe´rence en erreur absolue est
minime (2%). La durete´ moyenne est de 4.04 GPa avec un e´cart-type de 0.256 GPa. Nous
pouvons comparer cette durete´ a` celle obtenue en microdurete´ qui e´tait en moyenne de
3.37 GPa (soit 340 HV × 0.009807, la gravite´). La diffe´rence est due principalement a`
la forme de l’indenteur pour les deux essais. A noter que pour la matrice, nous avons
indente´ avec une profondeur de 1 µm ce qui est bien au dessus des pics dus au polissage
mais moins que la largeur moyenne d’un grain ferritique.
Figure 4.56 : Tendance statistique de la durete´ matricielle bainitique
Figure 4.57 : Approximation de la durete´ matricielle par des lois normales et log-normales
Lorsque nous nous inte´ressons a` l’e´volution statistique du module d’Young de la ma-
trice EMat (figure 4.58), la loi normale est celle qui approxime le mieux la tendance.
Cependant la diffe´rence en erreur absolue entre la loi normale et la loi log-normale est
de seulement 3% (figure 4.59). Le module d’Young moyen est de 218.67 GPa pour un
e´cart-type de 10.79 GPa ce qui est relativement peu (environ 4.93 %). Conside´rer un
module d’Young ge´ne´ralise´ a` la matrice est donc une bonne approximation pour les fu-
tures simulations nume´riques meˆme s’il serait e´galement possible de ge´ne´rer des grains en
leur associant un module d’Young suivant cette statistique donne´e.
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Figure 4.58 : Tendance statistique du module d’Young de la matrice bainitique
Figure 4.59 : Approximation du module d’Young de la matrice par des lois normales et log-normales
Concernant les inclusions MnS, comme explicite´ auparavant, les re´sultats sont assez
disperse´s. Ceci est essentiellement duˆ aux diffe´rentes teneurs de composants allie´s et
notamment du chrome et du titane. La durete´ moyenne des inclusions MnS est de 2.46
GPa avec un e´cart-type de 0.56 GPa (figure 4.60).
Figure 4.60 : Tendance statistique du module d’Young des inclusions MnS
Meynaud [84] a de´termine´ par des essais de nanoindentation une durete´ de 3.2 GPa.
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La loi normale semble eˆtre la loi la mieux adapte´e pour de´crire les tendances statistiques
(figure 4.61). A noter que les inclusions de MnS sont moins dures que la matrice baini-
tique.
Figure 4.61 : Approximation de la durete´ inclusionnaire des MnS par des lois normales et log-normales
Le module d’Young moyen EInc des inclusions MnS est de 118.79 GPa selon un e´cart-
type de 40.50 GPa (figure 4.62). Ces re´sultats sont a` comparer avec Meynaud [84] qui
rapporte un module d’Young de 103 GPa et Brooksbank [26] un module d’Young de 140
GPa. Ces donne´es rentrent dans l’e´cart-type que nous obtenons. A noter que la loi nor-
male est sans conteste la loi statistique qui approxime le mieux les re´sultats. L’e´cart avec
une loi log-normale est de plus de 35 % (figure 4.63).
Figure 4.62 : Tendance statistique de la durete´ des inclusions MnS
Les essais de nanoindentation concernant la matrice ont e´te´ re´alise´s loin de toute in-
clusion visible. Lorsque nous avons fait des essais de durete´ proches des inclusions, la
durete´ e´tait plus e´leve´e. Ceci s’est ve´rifie´ e´galement en microdurete´ avec une mesure plus
pre´cise au niveau de l’optique qu’en nanoindentation avec une durete´ de 432,87 HV (4.27
GPa) pour un e´cart-type de 46.97 HV. En effet, nous trouvons une durete´ de 5.46 GPa en
moyenne avec un e´cart-type de 1.52 GPa. Le module d’Young diffe`re un peu car il est en
moyenne de 212.31 GPa avec un e´cart-type de 60.69 GPa. Cet e´cart-type peut s’expliquer
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Figure 4.63 : Approximation du module d’Young des inclusions MnS par des lois normales et log-
normales
par le fait que nous avons indente´ des zones proches d’inclusions de MnS avec une pro-
fondeur de l’ordre de 125 nm. La topologie surfacique joue donc un roˆle non ne´gligeable.
Nous avons lance´ 70 essais de nanoindentation pre`s des inclusions. Etant donne´ que le
polissage par vibration minimise au maximum les re´sidus d’e´crouissage duˆ au polissage
me´canique, nous pouvons penser qu’il s’agit d’une re´sultante du proce´de´ de mise en forme.
Or, l’analyse E.B.S.D. montre une relative isotropie de la matrice. Nous pouvons donc
penser que cette diffe´rence ne provient pas (ou peu) de la de´formation me´canique subie par
le mate´riau. En fait, nous pouvons l’expliquer partiellement par le fait qu’e´tant donne´ que
le cœfficient de dilatation thermique de la matrice (αMat = 12.1 10
−6/◦C de 0 a` 100◦C) et
des inclusions (αInc = 18.1 10
−6/◦C) est diffe´rent, des contraintes re´siduelles provenant du
refroidissement vont apparaˆıtre au voisinage de l’interface inclusion-matrice. Le proce´de´
de mise en forme e´tant effectue´ a` 1200◦C, nous pouvons penser que ces contraintes sont
e´leve´es. Comme les inclusions ont un cœfficient de dilatation plus e´leve´ que celui de la
matrice, les contraintes re´siduelles sont des contraintes de traction (au niveau de la ma-
trice) car la matrice va avoir tendance a` se re´tracter moins vite que les inclusions MnS.
Cette ide´e est sche´matise´e en figure 4.64. Montheillet [88] explique que des analyses en
MET (Microscope Electronique en Transmission) dans un acier non de´forme´ montrent une
densite´ plus e´leve´e au voisinage des inclusions que la densite´ moyenne dans le mate´riau :
Ceci montre qu’il existe des contraintes a` l’interface inclusion-matrice en l’absence de
toute de´formation macroscopique : ceci est duˆ a` la diffe´rence des cœfficients de dilatation
de la matrice et de l’inclusion. Dans le cas des sulfures de mangane`se qui ont un cœffi-
cient de dilatation plus e´leve´ que celui de la matrice, des contraintes de traction doivent
exister apre`s refroidissement qu’il faut ajouter aux contraintes macroscopiques que l’on
impose.
Il apparaˆıt donc que des contraintes re´siduelles (dues au refroidissement) doivent eˆtre
ajoute´es aux contraintes macroscopiques pour les simulations nume´riques. A noter que le
cœfficient de dilation de la matrice de´pend e´galement des transformations allotropiques
subies par le mate´riau lors du refroidissement et notamment au voisinage de la transfor-
mation auste´nite γ → bainite et le cœfficient de dilatation n’est pas line´aire [42].
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Figure 4.64 : Comportement en dilatome´trie d’une inclusion plonge´e dans une matrice de cœfficient
de dilatation diffe´rent
4.6 Conclusion
La figure 4.65 re´sume toute la de´marche d’analyse microscopique. Pour de´terminer
les statistiques morphologiques des inclusions, seules les inclusions d’aire supe´rieure a`
1.4 µm2 ont e´te´ e´tudie´es avec un rapport de forme longueur sur largeur de 1.33 µm. La
longueur, la largeur et l’e´paisseur sont corre´le´es avec un rapport de forme de 2.89 pour les
coupes LT et de 1,91 pour les coupes TS. L’orientation des inclusions est tre`s fortement
dirige´e dans le sens du fibrage avec un e´cart-type qui n’est cependant pas ne´gligeable.
Nous avons pu mettre e´galement en e´vidence que la morphologie des inclusions MnS
de´pendait fortement de la de´formation subie lors de la mise en forme du triangle de sus-
pension. L’analyse statistique des chapelets s’est effectue´e en conside´rant un minimum
de 100 µm en longueur. La largeur moyenne s’e´chellonne de 22.2 µm a` 16.62 µm sur
les 3 parties du triangle et la distance moyenne inter-chapelets s’e´chellonne de 55.15 µm
a` 42.03 µm. Les caracte´ristiques des chapelets sont fortement relie´es au corroyage subi
par le triangle. Pour la rhe´ologie inclusionnaire, le module d’Young est de 118.79 GPa
avec un e´cart-type de 40.50 GPa. Le cœfficient de Poisson ν est fixe´ a` 0.3. Le cœfficient
de dilatation thermique est de 18.1 10−6/◦C et le module de cisaillement est donne´ par
GInc =
E
2(1+ν)
= 45.69 GPa [11].
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Figure 4.65 : Re´sume´ de l’analyse microscopique et analyse chimique des inclusions MnS
Concernant la structure granulaire, la bainite est essentiellement constitue´e de ferrite
avec une faible proportion de ce´mentite. La taille des grains, mesure´e a` l’E.B.S.D. et
par traitement d’images, est parfaitement corre´le´e avec la durete´ du triangle. La taille
des lamelles de ferrite ont des statistiques morphologiques du meˆme ordre que celles des
inclusions MnS mais avec plus de dispersion. Nous avons montre´ clairement que l’aspect
de texture cristallographique globale de la matrice e´tait tre`s peu anisotrope. Une analyse
locale en E.B.S.D. a montre´ e´galement une texture locale tre`s peu marque´e avec cepen-
dant une anisotropie un peu plus marque´e dans les zones les plus courbe´es du triangle.
De plus, l’orientation des grains ferritiques suit, avec cependant beaucoup de dispersion,
l’orientation cristallographique des anciens grains auste´nitiques. Pour la rhe´ologie de la
matrice bainitique, le module d’Young est de 218.67 GPa pour un e´cart-type tre`s faible
de 10.79 GPa. Le cœfficient de Poisson ν est fixe´ a` 0.3. Le cœfficient de dilatation
thermique est de 12.1 10−6/◦C (de 0 a` 100◦C) et le module de cisaillement est donne´
par GMat = 84.10 GPa. A noter qu’au voisinage des inclusions, il existe des contraintes
re´siduelles d’origine thermique de traction.
Nos observations 2D ne nous permettent pas de conclure sur la re´elle ge´ome´trie 3D
des inclusions. Il est possible que les inclusions ondulent dans la troisie`me direction
(coupe SL), notamment pour le triangle de suspension dont les directions d’e´coulement
de la matie`re varient fortement ce qui expliquerait, en partie, le fait que les longueurs
soient moins importantes que pour le barreau brut de laminage. Dans ce cas, les in-
clusions seraient plus longues que ce que nous proposons ici. La tomographie n’ayant
pas une re´solution suffisante pour re´pondre a` cette question (car les inclusions ont une
e´paisseur de l’ordre du µm), des coupes minces re´alise´es au moyen d’un microscope FIB
sont actuellement en cours a` l’universite´ de Vienne pour une meilleure caracte´risation de
la morphologie des inclusions MnS.
Chapitre 5
Ge´ne´ration nume´rique des
microstructures
5.1 Introduction
Nous avons vu pre´ce´demment que la microstructure, et notamment la morphologie
microstructurale, influenc¸ait nettement la tenue en fatigue de la pie`ce. Dans le but de tenir
compte de toutes les caracte´ristiques expose´es aux chapitres pre´ce´dents afin d’effectuer
un calcul multi-e´chelles, il est important de conside´rer e´galement l’aspect statistique des
me´thodes de ge´ne´ration afin d’e´laborer un intervalle de confiance. Nous allons pre´senter
dans une premie`re partie, l’e´tat de l’art de la ge´ne´ration inclusionnaire et granulaire et
les me´thodes nume´riques pour obtenir les maillages ade´quats. Dans une seconde partie,
nous allons de´crire les diffe´rentes me´thodes que nous avons mises en place afin de ge´ne´rer
la microstructure adapte´e a` la microstructure de´crite dans les chapitres pre´ce´dents.
5.2 Etat de l’art
Afin de ge´ne´rer une microstructure adapte´e a` notre cas d’e´tude, nous avons duˆ e´laborer
diffe´rents algorithmes de ge´ne´ration 3D, inspire´s de re´centes mode´lisations du calcul mic-
rome´canique. Les premiers ge´ne´rateurs inclusionnaires ont e´te´ utilise´s pour la ge´ne´ration
d’agre´gats contenus dans le be´ton. Lilliu [76] conside´rait des inclusions parfaitement
sphe´riques plonge´es ale´atoirement dans une matrice (figure 5.1 (a)). Une distance de
se´curite´ permet d’e´viter les effets de bord. Comby [36] ge´ne´rait e´galement des inclusions
sphe´riques a` partir d’une statistique ale´atoire des diame`tres (figure 5.1 (b)). Le maillage
des inclusions est cre´e´ a` partir d’un maillage isotrope sous Forge2005r. Etant donne´ le
maillage (te´trae´drique), les interfaces inclusion-matrice ne sont pas lisse´es. Les e´le´ments
sont se´lectionne´s un par un en conside´rant l’e´le´ment ge´ome´trique (l’inclusion) comme
un de´limitateur topologique. Il est ainsi facile de controˆler les distances inter-inclusions
(correspondant a` la distance des barycentres des e´le´ments conjoints) et la distance de
se´curite´ avec les bords du domaine d’e´tude. Cependant, Stora [125] montra, par une
analyse de la morphologie inclusionnaire, que les inclusions sphe´riques n’e´taient pas du
tout adapte´es pour le calcul des concentrations des contraintes. Pierard et Segurado
[106][107][121] [122]ont utilise´ une ge´ne´ration e´galement ale´atoire mais en conside´rant un
algorithme de pe´riodicite´ (algorithme du ”random adsorption” [113]) repre´sente´ en figure
5.2 (a). Cet algorithme permet d’utiliser une distance minimale approprie´e. Des calculs
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par e´le´ments finis ont alors e´te´ effectue´s en conside´rant des conditions de de´formations
pe´riodiques. Ha¨fner [60] effectue, quant a` lui, des calculs sur des inclusions elliptiques
(figure 5.2 (b)) en 2D.
Figure 5.1 : Ge´ne´ration sphe´rique des agre´gats contenus dans le be´ton
Figure 5.2 : Ge´ne´ration d’une microstructure pe´riodique (a) et calculs e´le´ments finis sur une surface
contenant des inclusions (b)
Wang [135] a de´veloppe´ une autre proce´dure permettant de ge´ne´rer des agre´gats an-
gulaires avec un maillage e´labore´ a` partir d’une me´thode d’”advancing front” (figure 5.3).
Figure 5.3 : Me´thode de maillage ”advancing front” [135]
Cette me´thode consiste a` repre´senter l’interface par une ligne de front. Une autre
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me´thode de maillage 2D a e´te´ propose´e par Sadouki [119] et ge´ne´ralise´e au cas 3D par
Roelstra [115] (figure 5.4).
Figure 5.4 : Ge´ne´ration de maillage adapte´e aux inclusions en 2D (a) [119] et 3D (b)[115]
Toutes les me´thodes liste´es pre´ce´demment sont des me´thodes ”take and place”. Elles
consistent a` placer une par une les inclusions selon des tirages ale´atoires avec des condi-
tions limites qui permettent d’e´viter les superpositions. Nous avons utilise´ ces me´thodes
initialement, mais tre`s vite, nous avons e´te´ limite´s au niveau de la repre´sentativite´ de la
microstructure non adapte´e par rapport aux statistiques que nous avons de´termine´es. Une
me´thode alternative, plus fide`le a` la re´alite´ d’un mate´riau re´aliste, est la me´thode statis-
tique. Nous pouvons citer l’algorithme de Leite [72]. Les inclusions les plus volumineuses
sont ge´ne´re´es les premie`res et ainsi de suite en re´duisant la taille des inclusions. Une
autre me´thode propose´e par Yang [137] va beaucoup plus loin. Il s’agit de tenir compte
des statistiques de forme mais aussi de la statistique des positions des inclusions. Nous
pouvons ainsi, a` l’instar du mate´riau de cette e´tude, reproduire des chapelets d’inclusions
tre`s re´alistes (figure 5.5).
Figure 5.5 : Tirage statistique des positions des inclusions regroupe´es en amas [137]
Il existe deux fac¸ons de conside´rer la position des inclusions. Une me´thode de´terministe
c’est a` dire que la position est fixe´e, ou une me´thode stochastique. La me´thode statistique
peut eˆtre ge´ne´re´e de deux fac¸ons :
- Soit en tirant ale´atoirement les positions des inclusions en conside´rant des zones ”inter-
dites”. C’est la ge´ne´ration dite du ”Cellular Segregation” (figure 5.5).
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- Soit les positions des inclusions sont se´lectionne´es a` partir de l’e´cart-type constituant la
bande du chapelet. Il s’agit de la ge´ne´ration du ”Localised Cluster”. L’algorithme que
nous avons e´labore´ est base´ sur ce dernier mode de ge´ne´ration.
Aux deux me´thodes de ge´ne´ration inclusionnaire pre´ce´dentes s’ajoutent la me´thode de
la rege´ne´ration nume´rique au moyen d’images microstructurales. Il est bien e´vident que
ces me´thodes sont les plus re´alistes mais elles sont tre`s difficiles a` mettre en place. Nous
pouvons citer Wang [134] qui propose l’e´laboration d’un maillage adapte´ a` partir d’une
photo. Les points digitalise´s a` partir des inclusions sont ensuite utilise´s pour ge´ne´rer le
maillage. Chawla [31][32] propose une me´thode de ge´ne´ration inclusionnaire a` partir de
coupes directes des e´chantillons (figure 5.6). Apre`s pre´paration, le mate´riau est analyse´
et une zone repre´sentative est se´lectionne´e puis polie. Des repe`res, effectue´s au moyen
d’indentations de type Vickers, permettent au fur et a` mesure du polissage de quantifier
l’e´paisseur de la matie`re enleve´e. Ainsi, une se´rie de polissages d’e´paisseur de 1 µm est
effectue´e. Apre`s chaque polissage, la surface est analyse´e par microscopie optique. La
se´rie d’images obtenue est ensuite analyse´e et une structure 3D est reconstruite a` partir
des images 2D traite´es par un logiciel de reconstitution.
Figure 5.6 : Reconstruction d’une microstructure 3D a` partir d’une se´rie d’images 2D [32]
Cette me´thode permet d’acque´rir un volume de matie`re repre´sentatif du mate´riau.
Cependant la pre´paration et l’analyse est tre`s longue. Un seul volume e´le´mentaire peut
eˆtre ge´ne´re´ et e´tudie´ a` la fois, ce qui pose le proble`me de la repre´sentativite´ du volume
car les statistiques sont limite´es.
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Pour les grains, l’utilisation de cellules de Vorono¨ı (de´finition 1) est tre`s couramment
de´veloppe´e car la forme des polye`dres ge´ne´re´s repre´sente fide`lement une structure granu-
laire isotrope [12]. Il est e´galement possible de construire les cellules granulaires a` partir
de re´sultats E.B.S.D. Les re´sultats E.B.S.D. sont repre´sente´s pixel par pixel avec une
de´finition fonction du pas de balayage du faisceau d’e´lectrons. Il est possible alors de
re´ge´ne´rer ge´ome´triquement chaque point dont la couleur associe´e repre´sente une partie
du grain. Ces cellules 3D sont des voxels (”volumetric pixel”) agence´es une par une pour
former des grains. L’interface entre grains est cependant mal repre´sente´e car non lisse´e
(figure 5.7) [12].
Figure 5.7 : Repre´sentation par voxels de structures granulaires
5.3 Outils mathe´matiques
5.3.1 Ge´ne´ralite´s sur les maillages et les me´triques
Nous allons introduire dans cette section les outils mathe´matiques qui nous seront
ne´cessaires pour comprendre les algorithmes mis en place dans la ge´ne´ration des inclu-
sions et des grains. Les objets mathe´matiques que nous allons utiliser sont les me´triques,
le maillage qui en re´sulte et leur e´le´ments constitutifs (annexe L). Nous pourrons nous
re´fe´rer a` [59] et [38] pour de plus amples explications. Certains concepts ont de´ja` e´te´
introduits au chapitre 2 mais nous allons ge´ne´raliser les de´finitions.
Construction d’un maillage du domaine
Nous allons pre´senter deux approches que nous utiliserons par la suite. La premie`re est
la me´thode de Delaunay [58] dont l’application sera directement relie´e a` la ge´ne´ration des
grains de la microstruture digitale. La seconde me´thode est une me´thode de remaillage
par optimisation topologique qui de´coule directement de [38].
- me´thode de Delaunay :
La construction du maillage se fait a` partir d’un nuage de points. Nous de´finissons N un
ensemble fini de points (Si)1≤i≤n de Rd. La me´thode de Delaunay repose sur le diagramme
de Vorono¨ı de´fini comme suit :
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De´finition 1. - un d-polytope est l’enveloppe convexe de plusieurs points de Rd - le dia-
gramme de Vorono¨ı de N est l’ensemble de d-polytopes convexes (Vi)1≤i≤n appele´s cellules
de Vorono¨ı et de´finis par :
Vi =
{
x ∈ Rd, ∀ j 6= i ‖Si − x‖2 ≤ ‖Sj − x‖2
}
(5.1)
Cette de´finition regroupe l’ensemble des points les plus proches du point Si que des
autres points Sj. Les cellules de Vorono¨ı recouvrent Rd sans chevauchement (figure 5.8
(a)). Le diagramme de Vorono¨ı est le dual de la triangulation de Delaunay c’est a` dire
que les areˆtes des e´le´ments qui de´finissent la triangulation relient exactement les sommets
dont les cellules de Vorono¨ı sont adjacentes. Nous notons T la triangulation de Delaunay.
T et N forment donc un maillage de l’enveloppe convexe de N (figure 5.8 (b)). Le crite`re
de Delaunay ne´cessaire a` la triangulation s’e´crit :
The´ore`me 1. T est une triangulation de Delaunay si et seulement si la boule ouverte
circonscrite (passant par tous les sommets) de chaque e´le´ment ne contient aucun nœud.
Figure 5.8 : (a) Diagramme de Vorono¨ı d’un nuage de nœuds et (b) triangulation de Delaunay corre-
spondante en 2D [55]
Par la suite, nous montrerons dans ce document l’inte´reˆt des cellules de vorono¨ı dans
la ge´ne´ration des grains constitutifs de la microtucture [4].
- me´thode par optimisation topologique :
Nous n’allons pas de´crire exhaustivement le mailleur topologique MTC que nous avons
utilise´ pour mailler la microstructure. Nous allons essayer de pre´ciser quelques e´le´ments
centraux afin de comprendre le remaillage anisotrope. Les objets utilise´s sont les suivants
:
De´finition 2. Notons Ω le domaine d’e´tude. Soient N un ensemble fini de nœuds de Ω,
T un ensemble de d-e´le´ments dont les sommets appartiennent a` N et F , l’ensemble des
faces de ces e´le´ments. T est une topologie de Ω si et seulement si :
- chaque face de F partage un ou deux e´le´ments de T au plus ;
- (N , ∂T ) est un maillage de la frontie`re ∂Ω ;
- (N , T ) est un maillage de Ω si les e´le´ments de T sont non de´ge´ne´re´s et si ∑T∈T |T | =
|Ω|
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Parmi deux topologies, nous privile´gierons celle dont les e´le´ments ont une meilleure
qualite´ calcule´e a` partir de L.7. L’algorithme de la me´thode d’optimisation se pre´sente
donc ainsi :
Soit (N , ∂T ) un maillage de ∂Ω :
Une premie`re topologie de maillage T de Ω est construite. Tant que le volume minimal
n’est pas atteint, la topologie locale pour chaque nœud et chaque areˆte est retire´e et nous
la remplac¸ons par une topologie minimisant le volume
∑
T∈T |T | tout en respectant une
qualite´ maximum. Cette minimisation est pilote´e par une me´trique associe´e (de´finition
4). L’optimisation est donc incre´mentale (figure 5.9).
Figure 5.9 : Ge´ne´ration de maillage par optimisation topologique locale 2D [59]
La me´thode d’optimisation topologique ne construit donc pas directement un maillage
mais se contente initialement d’une topologie de maillage qui est ame´liore´e au fur et a`
mesure jusqu’a` devenir un maillage valide. Le mailleur topologique MTC a e´te´ de´veloppe´
et dirige´ par Coupez [38]. Par contre les me´triques permettant de le piloter ont e´te´
introduites dans le programme GCM de Gruau [59] (”ge´ne´rateur de champs de me´trique”).
MTC et GCM sont les deux programmes permettant de ge´ne´rer des maillages anisotropes
de tre`s bonne qualite´ avec une tre`s grande robustesse.
5.3.2 Librairie de calcul : CIMLIB [27]
Nous allons maintenant introduire quelques outils nume´riques que nous avons utilise´s
pour la ge´ne´ration ge´ome´trique de la microstructure. Cela nous permettra de pre´senter
la relative facilite´ d’utilisation de la librairie CIMLIB pour l’utilisation du mailleur topo-
logique. Cette librairie, code´e en C++, est une librairie interne au laboratoire du CEMEF
(de´veloppe´e en grande partie par le groupe de recherche CIM) sous la responsabilite´ de
T. Coupez. Elle permet notamment, graˆce a` une interface de bas niveau, l’utilisation du
mailleur via l’appel de mots clefs. Au pre´alable, il est ne´cessaire d’introduire la notion de
ge´ome`tre qui constitue un ensemble de subdivisions du domaine d’e´tude.
De´finition 3. Soit Ω le domaine de calcul. Un ge´ome`tre G est un sous domaine de Ω
constitue´ d’un bord ∂G. En notant NG, l’ensemble fini des nœuds appartenant a` G et TG,
l’ensemble des e´le´ments te´trae´driques appartenant a` G, NG et TG constituent un maillage
de G.
Un ge´ome`tre est donc un objet caracte´risant une certaine re´gion de l’espace. Cette
caracte´risation se fait au travers de deux fonctions :
- La fonction distance qui renvoie la distance signe´e d’un nœud de coordonne´es (x, y, z)
dans R3 a` la frontie`re de la zone de´finie. Cette distance est ne´gative lorsque le nœud se
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trouve en dehors du domaine et positive a` l’inte´rieur. La distance est nulle a` l’interface.
- La fonction appartient qui renvoie la valeur 1 lorsque l’e´le´ment appartient au ge´ome`tre
et 0 dans le cas contraire.
Ces deux fonctions constituent les fonctions level-set de´crites par Sethian [123]. Ainsi,
il est possible de repe´rer a` chaque instant, les ge´ome`tres que nous associerons aux inclu-
sions et/ou aux grains. Etant donne´ que le bord du ge´ome`tre est ge´ome´triquement de´fini,
il est aise´ d’y appliquer des conditions limites en vitesse ou en pression.
La ge´ne´ration du maillage est pilote´e selon deux principes :
- La R-Adaptation qui ne change pas la topologie du maillage (pas de modification du
nombre de nœuds) mais change uniquement les coordonne´es des nœuds. Cette option est
utilise´e lorsque la qualite´ des e´le´ments ne ne´cessite pas de remaillage.
- La H-Adaptation qui pilote le remaillage selon une me´trique donne´e. Toutes les donne´es
relatives au maillage sont ainsi transporte´es a` l’incre´ment de remaillage suivant.
Le chapitre suivant de´crit comment la librairie CIMLIB a` e´te´ utilise´e pour effectuer des
calculs me´caniques a` partir de maillages de microstructures ge´ne´re´es avec MTC/GCM.
5.4 Ge´ne´ration d’une microstructure digitale
5.4.1 Ge´ne´ration inclusionnaire a` partir d’un maillage isotrope
Avant d’utiliser le mailleur d’optimisation topologique MTC, nous avons e´labore´ une
ge´ne´ration inclusionnaire base´e sur la se´lection d’e´le´ments te´trae`driques dans un volume
spe´cifique sous Forge2005r. Ce travail fait suite aux travaux de Comby [36] qui ge´ne´rait
une structure composite constitue´e de particules sphe´riques. Nous l’avons adapte´ en con-
side´rant trois formes particulaires de re´fe´rences : ellipso¨ıdes, cylindres et paralle´le´pipe`des
(figure 5.10).
Figure 5.10 : Ele´ments ge´ome´tiques de re´fe´rence de forme (a) ellipso¨ıdale (b) cylindrique (c) par-
alle´le´pipe´dique (maillage ge´ne´re´ a` partir de 600 000 e´le´ments)
L’algorithme est re´fe´rence´ en annexe I. L’exemple de la figure 5.11 montre un calcul
de compression avec des chapelets d’inclusions de meˆme rapport de forme et des modules
d’Young diffe´rents de celui de la matrice. Cette ge´ne´ration inclusionnaire est extreˆmement
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rapide mais posse`de ne´anmoins plusieurs de´fauts :
Figure 5.11 : Compression d’un volume e´le´mentaire compose´ de chapelets d’inclusions sous forge2005r
Premie`rement, pour les centres des inclusions, nous sommes contraints de choisir un
nœud dont les coordonne´es sont de´ja` de´termine´es.
Deuxie`mement, la taille des inclusions est directement relie´e a` la taille moyenne des
e´le´ments du volume e´le´mentaire. Nous ne pouvons pas construire une inclusion plus petite
que l’e´le´ment du maillage ge´ne´rateur.
Troisie`mement, la frontie`re est mal de´crite, essentiellement a` cause des e´le´ments te´tra-
he´driques et du maillage global isotrope. La distance inter-inclusions est proportionnelle
a` la taille des e´le´ments du volume e´le´mentaire. Les conditions de bords sont mal de´finies.
Quatrie`mement, l’orientation des inclusions est approxime´e et nous ne pouvons pas
la de´crire tre`s pre´cise´ment avec des statistiques classiques. De meˆme, toutes les car-
acte´ristiques ge´ome´triques sont relie´es au barycentre des e´le´ments. Nous faisons une
erreur de ge´ne´ration d’environ la moitie´ de la taille caracte´ristique des e´le´ments.
La qualite´ de la ge´ne´ration d’une telle microstructure est directement relie´e a` la qualite´
du maillage global du volume e´le´mentaire qui n’est ge´ne´re´ que de fac¸on isotrope (avec une
taille moyenne donne´e). Si nous voulons ge´ne´rer une inclusion avec une e´paisseur de 1 µm
pour un volume e´le´mentaire cubique de longueur 100 µm en utilisant deux e´le´ments, cela
ne´cessiterait un maillage global de ... 8 000 000 d’e´le´ments. Un tel nombre d’e´le´ments
pour une repre´sentativie´ morphologique plus que moyenne (notamment a` l’interface) n’est
pas acceptable.
Enfin, nous ne pouvons pas nous astreindre a` ne conside´rer que les inclusions. La
ge´ne´ration des grains se faisant a` partir de cellules de Vorono¨ı (de´finition 1), il est impos-
sible de les ge´ne´rer avec suffisamment de pre´cision.
Il existe d’autres proble`mes au niveau calculatoire. Nous ne pouvons pas utiliser de
conditions limites a` l’interface inclusionnaire et dans le cas de grandes de´formations, nous
ne pouvons pas faire de remaillage adapte´. Par contre, en retravaillant la de´composition
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de Prandtl-Reuss (se re´fe´rer au chapitre 2), nous pouvons associer a` chaque inclusion des
lois rhe´ologiques adapte´es. Nous avons e´labore´ un algorithme qui permet d’associer les
parame`tres rhe´ologiques (consistance, cœfficient d’e´crouissage, module d’Young, ...) tire´s
de fac¸on ale´atoire dans un intervalle donne´, aux e´le´ments de chaque inclusion.
Nous avons donc essaye´ de ge´ne´rer de fac¸on bien plus re´aliste les chapelets d’inclusions
en respectant les statistiques que nous avons e´labore´es au chapitre pre´ce´dent.
5.4.2 Mate´riau digital
Le projet Digimat [20][86][85] est un projet Europe´en ayant pour but de mode´liser la
recristallisation en utilisant une approche multi-e´chelles. La mode´lisation repose sur la
repre´sentation granulaire selon une structure digitale et maille´e anisotropiquement dans
le but d’y effectuer des calculs par e´le´ments finis (figure 5.12).
Figure 5.12 : Ge´ne´ration d’un volume e´le´mentaire constitue´ de grains dans Digimicro (a) et maille´ a`
l’aide du mailleur topologique MTC (b) afin d’effectuer des calculs par e´le´ments finis (c)
Afin de repre´senter cette structure digitale, un logiciel de pre´traitement, Digimicro, a
e´te´ spe´cialement de´veloppe´. La partie ge´ome´trique et visuelle de la ge´ne´ration des grains
a e´te´ de´veloppe´e par C. Decis en utilisant les cellules de Vorono¨ı [20]. Le mailleur MTC
et le ge´ne´rateur de me´trique GCM de´crits pre´ce´demment ont e´te´ utilise´s et inte´gre´s par
B. Rey afin de mailler les structures granulaires digitales. M. Bernacki a ensuite ame´liore´
l’utilisation et les proble`mes de connectivite´ lors de la cre´ation du maillage. Nous avons
donc repris les bases de ce logiciel afin de ge´ne´rer la microstructure dont nous avions be-
soin pour l’e´tude multi-e´chelles de la fatigue. Nous avons adapte´ la ge´ne´ration des grains
dans le cas d’une forte anisotropie. Il est ainsi possible d’orienter la structure granulaire
dans une certaine direction avec un taux de de´formation donne´ (figure 5.13). L’algorithme
permet de de´former les grains en jouant sur la position des centres des cellules de Vorono¨ı
selon une direction donne´e.
Les algorithmes de ge´ne´ration inclusionnaire et granulaire ont e´te´ adapte´s pour tenir
compte d’un volume e´le´mentaire convexe de forme quelconque (figure 5.14).
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Figure 5.13 : Adaptation de l’algorithme des cellules de Vorono¨ı pour ge´ne´rer des grains anisotropes
Figure 5.14 : Volumes e´le´mentaires convexes de base utilisables dans Digimicro
Il est e´galement possible d’utiliser un volume e´le´mentaire quelconque pour la ge´ne´ration
inclusionnaire en fournissant en donne´es d’entre´e le maillage surfacique et volumique du
volume e´le´mentaire (figure 5.15).
Figure 5.15 : Prise en compte d’un V.E.R. non convexe pour le maillage adaptatif
Chaque entite´ topographique (grain ou inclusion) est initialement ge´ne´re´e ge´ome´t-
riquement. Puis, chaque entite´ est maille´e inde´pendamment des autres. En effet, l’utilisa-
tion du mailleur topologique ne´cessite le re´fe´rencement de chaque entite´ ou ge´ome`tre en
passant en donne´es initiales le maillage surfacique de chaque e´le´ment. Ce maillage est
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ne´cessaire afin de se´lectionner les nœuds et les e´le´ments du maillage initial qui correspon-
dent a` chaque ge´ome`tre. La qualite´ du maillage surfacique est parame´trable selon une
e´chelle adapte´e. Par exemple, pour un cube, nous pourrons se´lectionner le nombre de
nœuds qui vont repre´senter un coˆte´. Un exemple pour l’ellipso¨ıde est donne´ en figure 5.16
selon deux possibilite´s de ge´ne´ration.
Figure 5.16 : Exemple de maillage surfacique d’un ellipso¨ıde selon une qualite´ donne´e : maillage polaire
(a) ou ge´ode´sique (b)
Le degre´ de qualite´ est proportionnel aux nombres de nœuds qui vont eˆtre utilise´s sur
la ge´ne´ratrice. Plus la qualite´ est grande, et mieux l’interface sera repre´sente´e lors du
remaillage topologique. La figure 5.17 hie´rarchise les e´tapes de ge´ne´ration inclusionnaire
et granulaire.
Figure 5.17 : Hie´rarchisation des e´tapes de la ge´ne´ration microstructurale digitale
Concernant les inclusions, nous avons se´pare´ la ge´ne´ration en deux concepts. Nous
pouvons choisir de ge´ne´rer les inclusions de fac¸on explicite c’est a` dire que tous les
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parame`tres relie´s aux inclusions sont de´finis (ge´ne´ration de´terministe) ou d’utiliser les
algorithmes statistiques base´s sur les donne´es expe´rimentales (figure 5.18).
Figure 5.18 : Module de ge´ne´ration des inclusions ellipso¨ıdales
Ge´ne´ration de´terministe
La ge´ne´ration de´terministe donne a` l’utilisateur la possibilite´ de de´finir les donne´es
inclusionnaires ne´cessaires a` la ge´ne´ration de la microstructure digitale. Les donne´es a`
renseigner sont :
• Le nombre d’inclusions qui correspond au nombre total d’inclusions a` ge´ne´rer
dans la microstructure.
• Le nombre de classes d’inclusions, correspondant au nombre d’inclusions ayant
des parame`tres morphologiques diffe´rents.
• Les diffe´rentes options des parame`tres morphologiques pour chaque forme d’inclusion.
La taille des tableaux doit eˆtre e´gale au nombre de classes spe´cifie´es. Nous avons
choisi arbitrairement le premier parame`tre comme celui de´crivant l’orientation et
sera oriente´e dans la direction de l’axe X ′ du re´fe´rentiel local de l’inclusion. Par
exemple, le grand axe de l’ellipso¨ıde sera pris comme re´fe´rence pour l’orientation
des inclusions.
• Il faut e´galement spe´cifier le nombre d’inclusions qui correspond a` chaque
classe. La somme de toutes les inclusions de chaque classe doit eˆtre e´gale au
nombre total d’inclusions.
• Nous avons e´galement de´fini, pour chaque type d’inclusions, une distance de
se´curite´ afin d’e´viter les recouvrements des inclusions. Etant donne´ que les in-
clusions sont initialement des formes ge´ome´triques, il a fallu discre´tiser leur forme
en un maillage de re´fe´rence (que nous pouvons ge´ne´rer avec une qualite´ plus ou
moins e´leve´e). Les inclusions e´tant maille´es, nous disposons donc des nœuds et de
leur position afin de comparer les distances de se´curite´. Pour de´crire la position
d’une inclusion, les coordonne´es sont de´finies a` l’aide des coordonne´es sphe´riques
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compose´es de deux angles : θ et ϕ. Nous obtenons ainsi la matrice de passage
suivante :
M
passage
=
 sin(θ)cos(ϕ) sin(θ)sin(ϕ) cos(θ)cos(θ)cos(ϕ) cos(θ)sin(ϕ) −sin(θ)
−sin(ϕ) cos(ϕ) 0

Pour des applications graphiques, il faut e´galement inclure les translations et les
rotations subies par les inclusions par rapport a` l’inclusion de re´fe´rence. La matrice
de transformation devient alors une matrice 4× 4, la quatrie`me ligne de´finissant les
projections :
M
tranformation
=

sin(θ)cos(ϕ) sin(θ)sin(ϕ) cos(θ) CenterX
cos(θ)cos(ϕ) cos(θ)sin(ϕ) −sin(θ) CenterY
−sin(ϕ) cos(ϕ) 0 CenterZ
0 0 0 1

Cette matrice est le re´sultat de toutes les transformations subies par les e´le´ments
(translations et rotations). Les nouvelles coordonne´es des points sont donne´es par :
X ′new = Mpassage X (5.2)
La figure 5.19 montre comment les distances entre inclusions sont calcule´es.
Figure 5.19 : De´finition de la distance inter-inclusions
Pour calculer les distances de se´curite´, il faut initialement se placer dans le re´fe´rentiel
de l’inclusion test (CI , X
′, Y ′, Z ′) avec CI le centre de l’inclusion. L’axe X ′ est ori-
ente´ dans la direction du parame`tre morphologique le plus significatif (grand axe
pour l’ellipso¨ıde, hauteur pour le paralle´le´pipe`de et le cylindre). Ensuite, con-
naissant l’e´quation de la forme ge´ome´trique, il suffit de calculer toutes les dis-
tances relatives au centre de l’e´le´ment analyse´ avec les nœuds des autres inclu-
sions pre´alablement ge´ne´re´es. Si cette distance est a` l’inte´rieur de l’enveloppe de
l’inclusion test ou infe´rieure a` la distance inter-inclusions spe´cifie´, il y a donc in-
terpe´ne´tration entre 2 inclusions, et il est donc ne´cessaire de placer cette nouvelle
inclusion ailleurs.
5.4. GE´NE´RATION D’UNE MICROSTRUCTURE DIGITALE 139
Pour chaque forme e´le´mentaire d’inclusion, nous avons de´fini une distance de se´curite´
dinter. Pour l’ellipso¨ıde, la distance de se´curite´ est de´finie par :
x2
grand axe
2
2 +
y2
axe moyen
2
2 +
z2
petit axe
2
2 < 1 + dinter (5.3)
Pour les inclusions cylindriques :
x2 + y2 < (rayon+ dinter)
2 et ‖z‖ < hauteur
2
+ dinter (5.4)
et pour les inclusions paralle´le´pipe´diques :
x2 +y2 +z2 < (
hauteur
2
+dinter)
2 +(
longueur
2
+dinter)
2 +(
largeur
2
+dinter)
2 (5.5)
• Il est e´galement possible de donner une distance de se´curite´ par rapport aux
bords du volume e´le´mentaire afin d’e´viter les effets de bords lors des cal-
culs e´le´ments finis. Un autre proce´de´ consiste a` enrober le volume e´le´mentaire a`
l’aide d’un volume plus grand avec des caracte´ristiques isotropes. C’est la me´thode
d’enrobage ou me´thode ”SUMO” [86] (figure 5.20).
Figure 5.20 : Me´thode d’enrobage ou me´thode ”SUMO”
• Nous pouvons e´galement de´finir explicitement les positions de chaque centre
des inclusions. La taille du tableau doit eˆtre de la taille du nombre d’inclusions
ge´ne´re´es. Si les centres ne sont pas re´fe´rence´s explicitement, alors la position est
tire´e ale´atoirement en conside´rant les distances de se´curite´.
• Les orientations des inclusions peuvent eˆtre de´finies ale´atoirement ou explicite-
ment. Il est donc possible de spe´cifier un vecteur ou de donner les deux angles
d’Euler θ et ϕ afin d’orienter les inclusions.
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• Une autre option permet de cre´er des vides dans le maillage anisotrope final a`
la place d’inclusions. Nous obtenons ainsi des porosite´s. Chaque ge´ome`tre e´tant
re´fe´rence´ par rapport a` son maillage, il est possible de repe´rer les nœuds et les
e´le´ments correspondant dans le maillage final afin de les retirer. Une renume´rotation
des faces et des e´le´ments est ensuite ne´cessaire. Cette option peut s’ave´rer parti-
culie`rement inte´ressante pour e´tudier l’endommagement ductile a` l’e´chelle de la
microstructure.
Le sche´ma de la figure 5.21 re´sume les diffe´rentes options que nous devons expliciter
pour chaque inclusion. Il est e´galement possible d’utiliser une forme quelconque d’inclusion
en inte´grant le maillage surfacique qui la de´finit (figure 5.22). Nous pouvons ainsi inte´grer
rapidement des formes tre`s complexes de ge´ome`tres qui auront pre´alablement e´te´ cre´e´es
avec un logiciel de CAO usuel.
Figure 5.21 : Parame`tres d’entre´e pour la ge´ne´ration explicite des inclusions
L’appel des algorithmes de ge´ne´ration se fait via l’interface graphique ou par mots cle´s
regroupe´s en script. Il est e´galement possible de visualiser les volumes et les orientations
de toutes les inclusions selon des iso-couleurs qui correspondent a` une e´chelle de valeurs
normalise´es.
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Figure 5.22 : Remaillage topologique d’un volume e´le´mentaire constitue´ de grains et d’inclusions de
forme quelconque
Ge´ne´ration statistique
Pour de´crire nume´riquement les statistiques des inclusions, nous avons utilise´ une
me´thode nume´rique pseudo-ale´atoire. Il s’agit de la me´thode de Box Mu¨ller [25]. D’autres
me´thodes plus performantes existent telle que la version de l’algorithme de Ziggurat in-
troduite par Marsaglia [78], mais la me´thode de Box Mu¨ller s’ave`re tre`s performante
pour un faible nombre de tirages. Cette me´thode conside`re deux variables U1 et U2 uni-
formes, inde´pendantes et de´finies sur [0, 1[. Ces variables sont tire´es de fac¸on ale´atoire
en conside´rant la me´thode du ”Mersenne Twister” [81]. Le ”Mersenne Twister” est un
ge´ne´rateur de nombre pseudo-ale´atoire de´veloppe´ par M. Matsumoto et T. Nishimura sur
la base d’un nombre premier de Mersenne de la forme 2n− 1 avec n premier.
La figure 5.23 montre un exemple de tirage ale´atoire de deux variables inde´pendantes et
la transformation dans l’espace des variables suivant une statistique normale. Pour chaque
variable, nous avons nume´riquement tire´ 120 000 issues par la me´thode du ”Mersenne
Twister”.
Figure 5.23 : Tirage ale´atoire de deux variables inde´pendantes (a) et transformation par la me´thode
de Box Mu¨ller en une statistique normale (b)
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Concernant la loi log-normale, il faut utiliser une loi normale relative a` la variable
Y = ln(x) graˆce a` une me´thode de Box Mu¨ller de parame`tres mln(x) et σln(x), puis effectuer
:
X = eY (5.6)
Enfin, la me´thode nume´rique utilise´e pour des lois de Weibull a` deux parame`tres est
relie´e directement a` la fonction de re´partition de la loi donne´e par :
FX(x) = 1− exp
(
−
(x
α
)β)
, x ≥ 0 (5.7)
En posant la transformation directe u = FX(x), nous obtenons la transformation
inverse suivante :
X = F−1X (u) = α[−lnu]
1
β (5.8)
car si U est uniforme sur [0, 1[, (1− U) est uniforme sur ]0, 1]. La figure 5.24 montre
trois exemples de tirage nume´rique suivant les me´thodes expose´es pre´ce´demment. Les
statistiques sont tre`s proches des statistiques the´oriques.
Figure 5.24 : Tirages nume´riques selon une loi normale (a), une loi log-normale (b) et selon une loi de
Weibull (c)
Sur les figures suivantes, nous avons teste´ ces me´thodes nume´riques en respectant les
statistiques des inclusions re´fe´rence´es en annexe J. La figure 5.25 re´fe´rence, pour chaque
partie du triangle, 10 tirages nume´riques avec les statistiques se re´fe´rant au grand axe
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des ellipso¨ıdes. Il s’agit d’un parame`tre morphologique suivant une loi log-normale. Les
statistiques sont tre`s bien repre´sente´es. Sur la figure 5.26, nous avons repre´sente´ le tirage
nume´rique de l’orientation des inclusions en θ. La loi statistique utilise´e est une loi nor-
male. Les courbes the´oriques et nume´riques sont tre`s proches.
Figure 5.25 : Tirage nume´rique en log-normale des grands axes associe´s aux inclusions appartenant au
bras fixe (a), au bras sollicite´ (b) et au coude (c)
Nous avons donc inte´gre´ ces algorithmes dans le logiciel Digimicro afin de ge´ne´rer plus
fide`lement la forme des inclusions et des chapelets qu’avec l’approche de´terministe. Tous
les parame`tres de forme releve´s au chapitre pre´ce´dent y ont e´te´ inte´gre´s avec leur loi statis-
tique propre. Par exemple, nous pouvons ge´ne´rer les axes des ellipso¨ıdes inde´pendamment
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Figure 5.26 : Tirage nume´rique selon une loi normale de l’angle θ associe´ au fibrage et a` la direction
des inclusions appartenant au bras fixe (a), au bras sollicite´ (b) et au coude (c)
les unes des autres. Chaque parame`tre statistique est inde´pendant de l’autre. Il est
possible e´galement de ge´ne´rer plusieurs statistiques en fonction du nombre de classes
d’inclusions que nous voulons ge´ne´rer.
L’approche que nous avons de´veloppe´e est re´sume´e sur la figure 5.27. Nous util-
isons les statistiques des inclusions comme donne´es d’entre´e dans Digimicro. Il suffit
de donner la moyenne et l’e´cart-type qui relient les parame`tres aux lois statistiques. Si
un ou plusieurs parame`tres ne sont pas de´finis, alors les parame`tres de´terministes sont
se´lectionne´s. Toutes les donne´es calcule´es sont re´fe´rence´es par la suite dans un fichier de
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sortie afin de ve´rifier la justesse des tirages nume´riques.
Figure 5.27 : De´marche nume´rique pour la ge´ne´ration d’une microstructure digitale
Nous avons repre´sente´ quelques exemples de microstructures digitales ge´ne´re´es a` partir
de donne´es statistiques sur la figure 5.28.
Figure 5.28 : (a) Positions ale´atoires et parame`tres morphologiques fixes (b) Parame`tres morphologiques
de´termine´s selon une loi log-normale et positions ale´atoires (c) Parame`tres morphologiques de´termine´s
selon une loi log-normale et positions selon une loi normale
Nous pouvons nous apercevoir sur la figure 5.29 que la microstructure digitale com-
pose´e d’inclusions repre´sente fide`lement ce que nous pouvons observer directement en
microscopie. Digimicro est donc un pre´-processeur qui permet de ge´ne´rer les e´le´ments
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ge´ome´triques de fac¸on tre`s re´aliste et de les mailler un par un. Le maillage volumique est
ge´re´ directement par le mailleur MTC, de´crit au chapitre pre´ce´dent.
Figure 5.29 : Comparaison entre la ge´ne´ration nume´rique du chapelet (a) et une image visualise´e au
M.E.B. (b)
Maillage adaptatif
Le maillage adaptatif permet de raffiner la taille du maillage a` l’interface inclusion/mat-
rice afin d’e´viter les sauts de contraintes trop importants lors du calcul. Apre`s avoir ge´ne´re´
les maillages surfaciques des inclusions et des grains, nous utilisons le mailleur topologique
MTC. Ce mailleur va de´finir, a` partir d’un maillage initial (isotrope ou anisotrope), les
topologies de chaque ge´ome`tre. Il de´finit donc des zones d’appartenance repe´re´es par
rapport aux nœuds et aux e´le´ments. Graˆce a` ce repe´rage, le remaillage incre´mental va
s’effectuer en conside´rant la topologie en frontie`re de chaque ge´ome`tre en ame´liorant le
facteur de forme de´fini par l’e´quation L.7. La direction d’anisotropie est donne´e par la
normale sortante de chaque e´le´ment en frontie`re. Pour utiliser ce mailleur, il est ne´cessaire
de de´finir une me´trique adapte´e (de´finition L.1). Nous avons donc utilise´ le ge´ne´rateur
de me´trique GCM qui permet de ge´ne´rer des me´triques naturelles avec une bonne ro-
bustesse. Nous ne pouvons controˆler cependant que le nombre de nœuds qui vont servir
de frontie`re aux ge´ome`tres et la taille minimale du maillage isotrope initial. Cette taille
minimale est tre`s importante car si les e´le´ments du maillage initial sont trop grands,
certains des e´le´ments constituant les ge´ome`tres peuvent ne pas eˆtre se´lectionne´s lors du
re´fe´rencement. S’ils ne sont pas se´lectionne´s, alors ils ne sont pas conside´re´s comme ap-
partenant au ge´ome`tre et ne rentreront pas en compte lors du calcul de la me´trique. De
plus, le raffinement du maillage se fait essentiellement aux interfaces des ge´ome`tres en
diminuant le nombre des e´le´ments a` l’inte´rieur. Nous avons donc opte´ pour une plus
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grande souplesse en utilisant une version plus re´cente du mailleur MTC que nous avons
inte´gre´e dans Digimicro [45]. Cette version nous permet de parame´trer le nombre de
nœuds dans l’e´paisseur, la taille minimale et maximale des e´le´ments, de raffiner (aug-
menter le nombre d’e´le´ments) ou de de´raffiner (diminuer le nombre d’e´le´ments) les parties
du maillage que nous voulons et surtout d’effectuer un cyclage sur tous les parame`tres.
Par exemple, sur 20 incre´ments de remaillage, il est possible de rajouter un e´le´ment dans
l’e´paisseur tous les pas de 2 ou 4, . . . . Le cyclage peut se faire par rapport a` la taille
des e´le´ments en frontie`re, ou du maillage global. Nous pouvons e´galement raffiner ou
de´raffiner a` l’inte´rieur des ge´ome`tres. Cette souplesse nous permet d’ame´liorer le mail-
lage afin d’obtenir un re´sultat bien meilleur. Nous pouvons voir sur la figure 5.30 deux
exemples de remaillage sur un chapelet d’inclusions et sur une ge´ne´ration ale´atoire de
particules ellipso¨ıdales.
Figure 5.30 : Maillage anisotrope au voisinage des inclusions (a) dans le cas d’un chapelet constitue´ de
119 inclusions (b) ou re´parties de fac¸on ale´atoire
L’interface entre les inclusions est facilement controˆlable selon la taille et le nombre
d’e´le´ments que nous de´sirons. Les maillages effectue´s contiennent pre`s de 12 000 000
d’e´le´ments. Les calculs ont e´te´ paralle´lise´s sur un cluster compose´ de 512 processeurs
Opteron. La construction de tels maillages ne´cessite environ 40 heures en utilisant 16
nœuds du cluster. Ce temps CPU peut paraˆıtre e´leve´, mais il est ne´cessaire pour construire
des maillages aussi importants, et surtout d’une telle complexite´ avec un raffinement
anisotrope important autour de chaque inclusion. L’appel a` MTC se fait directement via
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Digimicro. Il est e´galement possible d’e´laborer des fichiers scripts pour l’utilisation de la
librairie CIMLIB que nous avons brie`vement pre´sente´e pre´ce´demment afin d’utiliser les
options de re´fe´rencement des ge´ome`tres (figure 5.31). Ces options nous permettent de
de´crire ou de repe´rer tre`s facilement les e´le´ments et les nœuds afin de leur associer des
proprie´te´s distinctes des autres e´le´ments et nœuds du maillage.
Figure 5.31 : (a) : Maillage volumique (b) : Champ distance e´gal a` 0 relatif aux fonctions Level-Set (c)
: Maillage anisotrope au voisinage des inclusions (d) : Champ appartient listant les e´le´ments appartenant
aux ge´ome`tres
5.5 Conclusion
Afin de mode´liser les formes inclusionnaires de´crites par les statistiques du chapitre 4,
nous avons duˆ e´laborer un pre´-processeur. Les tirages statistiques nume´riques donnent une
repre´sentation tre`s re´aliste des formes ge´ome´triques et l’utilisation du mailleur MTC nous
permet une grande souplesse pour le maillage anisotrope. Le maillage des structures est
ainsi tre`s complexe avec un controˆle total des parame`tres de raffinement et de ge´ne´ration.
De plus, le maillage e´tant ge´ne´re´ par raffinement topologique incre´mental, il est possible
de controˆler la qualite´ des e´le´ments te´trae´driques du maillage autour des inclusions et ainsi
de controˆler le temps de simulation selon le degre´ de pre´cision demande´. Nous verrons par
la suite que les options du mailleur et de la librairie CIMLIB nous permettront d’associer
des caracte´ristiques propres a` chaque inclusion et faciliteront l’utilisation des calculs de
fatigue.
Chapitre 6
Etude multi-e´chelles de la fatigue
6.1 Introduction
Ce chapitre pre´sente les calculs multi-e´chelles que nous avons re´alise´s afin de pren-
dre en compte explicitement l’anisotropie des pie`ces forge´es. A partir des donne´es mor-
phologiques obtenues au chapitre 4, nous avons repre´sente´ une microstructure adapte´e en
ne prenant en compte que l’aspect inclusionnaire du mate´riau. En effet, pour le mate´riau
de notre e´tude, nous supposons que le roˆle de la matrice n’est que secondaire vis a` vis
des inclusions comme nous l’avons montre´ par les analyses microstructurales du chapitre
3 et l’analyse E.B.S.D. du chapitre 4. Nous pre´senterons enfin la de´marche qui permet de
relier les donne´es obtenues aux mode´lisations de la microstructure et le calcul en fatigue
sur la pie`ce re´elle.
6.2 Les premie`res approches microme´caniques
La premie`re approche microme´canique a e´te´ propose´e par Orowan [98] de`s 1939. Cette
approche conside`re un sous domaine e´lastoplastique plonge´ dans une matrice e´lastique.
Dans le cas d’un mate´riau he´te´roge`ne, il est possible e´galement de borner ses caracte´ris-
tiques mate´riaux. Par exemple, conside´rons un mate´riau composite c he´te´roge`ne compose´
de deux phases a` comportement e´lastique, et notons δ et ξ les deux phases (δ de´signera
par la suite la matrice), Vδ la fraction volumique de la phase δ et donc Vξ = 1 − Vδ, la
fraction volumique de la phase ξ. Dans le mode`le se´rie de Reuss (ou Sachs pour une loi
de comportement ge´ne´rale), les contraintes sont e´gales (figure 6.1 (a)) et nous obtenons
donc :
σ
c
= σ
δ
= σ
ξ

c
= Vδδ + Vξξ
σ
c
= Ecc, σδ = Eδδ, σξ = Eξξ (6.1)
Le module du composite est donc :
1
Ec
=
Vδ
Eδ
+
Vξ
Eξ
(6.2)
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Dans le mode`le paralle`le de Voigt (ou Taylor pour une loi de comportement ge´ne´rale),
ce sont les de´formations qui ont des valeurs e´gales (figure 6.1 (b)) :

c
= 
δ
= 
ξ
σc = Vδσδ + Vξσξ
σ
c
= Ecc, σδ = Eδδ, σξ = Eξξ (6.3)
Le module d’Young du composite est donc de :
Ec = VδEδ + VξEξ (6.4)
Figure 6.1 : (a) Principe du mode`le se´rie de Reuss et (b) du mode`le paralle`le de Voigt
Nous verrons que le mode`le de Voigt nous permettra d’approximer le module de la
matrice pour les volumes e´le´mentaires ge´ne´re´s. Ces deux mode`les permettent d’obtenir
les bornes infe´rieure et supe´rieure des proprie´te´s me´caniques comme le montre la figure
6.2.
Figure 6.2 : Mode`les a` champ constant constituant les bornes maximale et minimale des proprie´te´s
me´caniques d’un mate´riau
Cependant, ce formalisme donne les meˆmes re´sultats quelle que soit la forme de
l’inclusion. D’autres mode`les permettent de prendre en compte de fac¸on plus pre´cise
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la distribution des contraintes et des de´formations dans le volume he´te´roge`ne. Par ex-
emple, les mode`les autocohe´rents conside`rent chaque constituant du volume comme un
e´le´ment au sein d’un milieu homoge´ne´ise´. La particularite´ de chacun est prise en compte
dans le calcul c’est a` dire, potentiellement, sa forme et ses proprie´te´s me´caniques. Ces
mode`les tirent parti de la notion d’inclusion introduite initialement par Eshelby [49] pour
le calcul des proprie´te´s e´lastiques d’un mate´riau he´te´roge`ne. En effet, les grandeurs micro-
scopiques et macroscopiques peuvent eˆtre relie´es entre elles en e´lasticite´ par le formalisme
suivant :
σ − Σ = C∗(E − ) (6.5)
avec C∗ = Cˆ(S − I)S−1 ou` S est le tenseur d’Eshelby, de´pendant de la forme des inclu-
sions, Cˆ est le module macroscopique du volume e´le´mentaire (Σ = Cˆ E), σ, Σ sont les
contraintes dans l’inclusion et les contraintes macroscopiques et , E sont les de´formations
dans l’inclusion et les de´formations macroscopiques. La texture morphologique intervient
donc a` travers le tenseur d’Eshelby S dont une grande partie est re´fe´rence´e dans [92] pour
diffe´rentes formes inclusionnaires. Les mode`les autocohe´rents donnent une approxima-
tion plus fide`le de la re´alite´ que les mode`les pre´ce´dents mais le comportement exact du
mate´riau se situe toujours a` l’inte´rieur des bornes des mode`les de Sachs (Reuss) et de
Taylor (Voigt). Cependant ce formalisme ne peut s’appliquer au cas de la fatigue a` grand
nombre de cycles car nous conside´rons que E = , ce qui n’est pas vrai dans notre cas.
Dans le cadre d’une microstructure compose´e de grains, le formalisme des mode`les
polycristallins permet de tenir compte des syste`mes cristallins dans le calcul me´canique
[43][71]. Cependant dans le cadre de cette the`se, nous conside`rerons la matrice comme
isotrope.
Les proce´de´s de mise en forme induisent e´galement des contraintes re´siduelles d’origine
thermique aux interfaces inclusions-matrice qui peuvent eˆtre de traction ou de compres-
sion. Plusieurs auteurs [68] utilisent la formule suivante pour estimer les contraintes
re´siduelles entre la matrice mat et les inclusions inc :
p =
2EmatEinc
(1 + νmat)Einc + 2(1− 2ν)incEmat (θ
mat − θinc)∆T (6.6)
ou` Emat, νmat, θmat et Einc, νinc, θinc sont les modules d’Young, les cœfficients de Pois-
son et les cœfficients de dilatation thermique associe´s respectivement a` la matrice et aux
inclusions. Cette e´quation est applicable aux inclusions sphe´riques plonge´es dans une
matrice infinie isotrope. En utilisant les donne´es dont nous disposons et en supposant
les inclusions MnS sphe´riques, nous obtenons des contraintes hydrostatiques de l’ordre
de p = −109 MPa a` l’interface des inclusions MnS ce qui semble beaucoup trop e´leve´.
Wakashima [133] donne une liste exhaustive des contraintes re´siduelles thermiques ana-
lytiques dans le cas d’inclusions ellipso¨ıdales plonge´es dans une matrice homoge`ne. Mais
dans notre cas d’e´tude nous ne disposons pas de toutes les donne´es expe´rimentales pour
appliquer les formules ade´quates. Nous verrons cependant l’importance de tenir compte
du mode exact de conditions aux limites impose´es.
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6.3 Simulation microstructurale
Nous avons pre´sente´ la CIMLIB pre´ce´demment dans le chapitre 5. Il est e´galement
possible de l’utiliser pour des calculs me´caniques en utilisant plusieurs solveurs ite´ratifs,
dont celui qui est imple´mente´ dans Forge2005r [27]. Bien que le proble`me en fatigue
illimite´e soit conside´re´ globalement e´lastique, nous allons conside´rer une loi e´lastoplastique
gouverne´e par une contrainte e´quivalente selon un comportement de Norton-Hoff. Cette
loi a e´te´ se´lectionne´e pour faire face a` des de´formations plastiques locales qui pourraient
apparaˆıtre au voisinage des inclusions.
6.3.1 Mise en donne´es du proble`me rhe´ologique
Dans cette approche, nous allons conside´rer la matrice bainitique homoge´ne´ise´e et
suppose´e isotrope. De plus, nous allons ne de´crire qu’un comportement purement e´lastique
pour les inclusions. Nous connaissons le comportement global du mate´riau graˆce aux
essais me´caniques que nous avons re´alise´s. La loi de comportement est donne´e par σ¯ =
1695¯ 0.15. Les essais de nanoindentation nous renseignent e´galement sur le comportement
e´lastique des inclusions MnS et de la matrice bainitique. Puisque nous connaissons le
module d’Young de chaque e´le´ment constituant le composite Bainite/MnS, alors nous
pouvons estimer son module d’Young par l’approche de Voigt explicite´e pre´ce´demment.
En conside´rant le module d’Young de la matrice Eδ, le module d’Young Eξi associe´ a`
l’inclusion i et Ec, le module d’Young global du Metasco MC, nous en de´duisons que le
module d’Young du composite doit eˆtre e´gal a` :
Ec = VδEδ +
∑
i
VξiEξi (6.7)
Si nous prenons comme exemple une statistique obtenue dans le cas du bras sollicite´
compose´e de 152 inclusions, le volume qui leur est associe´ repre´sente une fraction vo-
lumique de 0.0069. En attribuant a` chaque inclusion un module d’Young qui suit la
distribution que nous avons e´tablie lors des essais de nanoindentation, nous obtenons∑
i VβiEβi = 844 MPa. En conside´rant le module d’Young de la matrice de 218 670 MPa
(re´sultat obtenu en nanoindentation), nous obtenons un module d’Young du composite
de 217 167 MPa soit une variation de 0.3 % par rapport au module de la matrice. Il
s’agit d’une variation tre`s faible et assez proche de la valeur obtenue par des essais de
traction monotone effectue´s par ASCOMETAL (module d’Young de 210 000 MPa). La
limite e´lastique est fixe´e a` 650 MPa.
6.3.2 Conditions aux limites sur le volume e´le´mentaire
Les conditions aux limites dont nous avons besoin pour les essais de fatigue sont
limite´es, comme explicite´ dans le chapitre 2, au cas de la traction-compression alterne´e
(R−1) et de la torsion alterne´e (R−1). Ce sont les seuls cas de figure dont nous avons
besoin pour de´terminer les parame`tres locaux α et β du volume e´le´mentaire de´fini dans
le chapitre 1. Etant donne´ que le rapport rlimite =
t−1
s−1
(t−1 e´tant la limite d’endurance
en torsion alterne´e et s−1, la limite d’endurance en traction alterne´e) est de 0.66 dans le
cas du Metasco MC, nous allons conside´rer le parame`tre de Papadopoulos Mσ dont les
parame`tres α et β s’e´crivent :
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β = pi
√
8
5
t−1 et α = pi
√
8
5
t−1 − s−1√3
s−1
3
(6.8)
L’e´tude locale a` l’e´chelle du volume e´le´mentaire permet de de´terminer ces cœfficients
en fonction du taux de corroyage local (selon la morphologie des inclusions) et, bien
entendu, de l’orientation des inclusions de sulfure de mangane`se, qui est la re´sultante
directe du fibrage duˆ au proce´de´ de mise en forme. Etant donne´ le temps de calcul de ces
simulations microstructurales, nous nous sommes limite´s a` trois directions pre´fe´rentielles
d’orientation : 0◦, 45◦ et 90◦ relatives a` chaque partie du triangle de suspension. Le but
est de de´terminer les α et β associe´s au volume e´le´mentaire pour les diffe´rents parame`tres
d’orientation et pour diffe´rentes valeurs du taux de corroyage comme explicite´ dans le
tableau suivant :
0◦ 45◦ 90◦
Bras Fixe α = . . . α = . . . α = . . .
β = . . . β = . . . β = . . .
Coude α = . . . α = . . . α = . . .
β = . . . β = . . . β = . . .
Bras sollicite´ α = . . . α = . . . α = . . .
β = . . . β = . . . β = . . .
Etant donne´ les re´sultats expe´rimentaux expose´s au chapitre 3, nous n’allons con-
side´rer que les conditions limites en traction-compression alterne´e. En effet, les re´sultats
en torsion sont faiblement de´pendant de l’orientation du fibrage. Dans tous les cas et en
se re´fe´rant aux re´sultats d’Ascometal, nous allons prendre la limite de torsion alterne´e
e´gale a` 330 MPa.
Les de´formations e´tant tre`s minimes, la forme des e´le´ments du maillage ne peut donc
de´ge´ne´rer au cours de la simulation. Il n’est donc pas ne´cessaire de remailler. Nous partons
donc d’un maillage anisotrope, pour lequel nous avons optimise´ le compromis entre qualite´
des e´le´ments du maillage et temps de ge´ne´ration du maillage. Pour l’e´laborer, nous avons
fait une boucle d’optimisation en conside´rant le maillage global et le maillage local proche
des inclusions. Ainsi, pour e´viter un de´raffinement trop brutal du maillage global, nous
remaillons1 tous les 2 incre´ments de calculs, le remaillage se faisant a` l’aide du remailleur
topologique MTC. Les conditions limites applique´es sont des conditions en contraintes
normales homoge`nes et cycliques (sinuso¨ıdales) applique´es sur deux faces oppose´es. De
plus, nous appliquons des conditions en vitesses nulles (par rapport a` la normale) sur les
4 autres faces du cube. Le comportement e´tant globalement e´lastique, le volume n’est
pas surcontraint car le mate´riau est compressible. La figure 6.3 re´sume les conditions
limites. Les contraintes applique´es se font uniquement sur un cycle car nous supposons
l’e´tat adapte´ de la matie`re.
6.3.3 Parame`tres lie´s au comportement en fatigue
Nous allons supposer que la fatigue a` grand nombre de cycles est gouverne´e par les
facteurs α et β. Dans le cas de cette e´tude, nous allons conside´rer dans un premier temps
1
Il s’agit du remaillage ne´cessaire a` la ge´ne´ration du maillage initial de la microstructure ; e´tant entendu qu’aucun remaillage ne sera
ne´cessaire au cours du calcul de fatigue sur le volume e´le´mentaire.
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Figure 6.3 : Conditions limites utilise´es sur le volume e´le´mentaire en traction-compression alterne´e
le α et le β moyen de´termine´s expe´rimentalement a` 0◦ car le comportement en fatigue
semble indiquer que l’influence des inclusions est minime pour cette direction de fibrage.
Si nous avions conside´re´, en plus des inclusions, une structure granulaire, il aurait fallu
associer a` chaque grain un α et un β en conside´rant les e´carts-types expe´rimentaux a` 0◦.
Nous n’avons pas conside´re´ la matrice granulaire a` cause de deux facteurs. Nume´ri-
quement, cela aurait e´te´ trop couˆteux de ge´ne´rer en plus des inclusions une structure
granulaire avec une statistique base´e uniquement sur le diame`tre moyen. Les grains fer-
ritiques sont beaucoup trop petits. Deuxie`mement, nous avons vu qu’en moyenne la
structure granulaire est isotrope. Conside´rer donc un αgrain et un βgrain moyen sur tout
le volume e´le´mentaire est justifie´. L’e´cart-type repre´sente environ 4.93 % d’erreur.
Le but de ces simulations est de faire des ”staircases nume´riques” sur des ge´ome´tries
inclusionnaires ge´ne´re´es statistiquement et maille´es pour effectuer des calculs sur un cycle
de chargement. Ainsi, pour chaque ge´ome´trie de chapelet, nous pouvons de´terminer la
contrainte limite qui permettra d’obtenir le seuil critique du crite`re de Papadopoulos. En
effet, nous supposons que le crite`re de plan critique peut s’adapter a` cette configuration
he´te´roge`ne de la matie`re. Nous faisons donc l’hypothe`se ici que les approches de type plan
critique peuvent eˆtre utilise´es a` cette e´chelle et pour ce domaine he´te´roge`ne constitue´ de
la matrice et des inclusions. Mais, il ne s’agit plus de conside´rer un ensemble de grains;
il faut ici l’appliquer localement au niveau de la matrice. Ce sont les contraintes induites
par les inclusions qui vont gouverner les valeurs du crite`re lors du chargement cyclique.
6.4 Etude de sensibilite´ des parame`tres microstruc-
turaux
Avant d’effectuer des simulations sur les volumes e´le´mentaires, il convient de jauger
les parame`tres nume´riques les plus influents. Ils sont nombreux et il est important de
quantifier l’influence de chacun d’eux sur les re´sultats de calcul. Tout d’abord, nous al-
lons travailler sur la ge´ne´ration d’un chapelet d’inclusions. Etant donne´ l’e´cart moyen
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entre chaque chapelet, l’influence d’un chapelet sur un autre est tre`s minime compare´e
a` l’interaction inclusion/inclusion comme nous pouvons le constater sur la figure 6.4 sur
laquelle sont repre´sente´es les iso-valeurs relatives au crite`re de Papadopoulos. Les re´sultats
des observations microscopiques montrent effectivement qu’une fissure s’amorce essen-
tiellement dans le chapelet plutoˆt qu’au voisinage (chapitre 3). Cependant, une distance
limite inter-chapelets seuil doit exister pour laquelle cette influence devient pre´ponde´rante.
Nous nous bornerons au cas d’un seul chapelet sur lequel nous analyserons les valeurs
seuil de´crites par le crite`re de Papadopoulos (figure 6.5). Nous avons e´galement note´ que
l’amorc¸age des fissures s’effectue au niveau des chapelets mais aussi de la matrice. Ne con-
side´rer que les chapelets d’inclusions pourrait accentuer l’anisotropie du comportement
car les chapelets sont une source de concentration de contraintes importante.
Figure 6.4 : Calcul de fatigue en traction-compression alterne´e sur deux chapelets d’inclusions
Figure 6.5 : Calcul en fatigue sur un volume e´le´mentaire compose´ de 152 inclusions oriente´es plus ou
moins a` 90◦ et soumis a` un chargement cyclique
Il faut e´galement analyser l’influence de la qualite´ du maillage sur les calculs et
l’influence des parame`tres rhe´ologiques associe´s a` chaque inclusion et a` la matrice, le but
e´tant d’utiliser une de´marche similaire pour tous les cas avec un protocole rigoureusement
identique afin de limiter l’influence des parame`tres les plus sensibles. A noter qu’un calcul
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sur volume e´le´mentaire ne´cessite l’utilisation de 32 a` 42 microprocesseurs sur un cluster
pendant une dure´e de temps s’e´chelonnant de 3h30 a` 6h00. Nous avons mene´ des calculs
sur environ 150 volumes e´le´mentaires constitue´s de diffe´rentes statistiques morphologiques
et diffe´rentes orientations.
6.4.1 Variation des parame`tres lie´s a` la matrice bainitique
Le but de ces simulations est de relever la contrainte de sollicitation qui va donner
la valeur maximale du crite`re de Papadopoulos normalise´ au niveau de la matrice baini-
tique. Nous supposons donc que le me´canisme de rupture se produit par amorc¸age direct
dans la matrice et non pas par fragmentation des inclusions et de´cohe´sion. Le crite`re
de Papadopoulos de´pend des cœfficients α et β de la matrice. Expe´rimentalement, nous
connaissons les valeurs des limites d’endurance en traction-compression alterne´e et en
torsion alterne´e du bras fixe, essais mene´s par Ascometal dans le cadre de ce projet. Ces
parame`tres ont une valeur respective de 500 MPa et de 330 MPa. Nous les avons utilise´s
dans un premier temps pour caler les parame`tres α et β de la matrice. Nous avons sollicite´
le volume e´le´mentaire, constitue´ d’un chapelet d’inclusions oriente´ a` 0◦ adapte´ aux statis-
tiques du bras fixe, avec une contrainte sinuso¨ıdale e´gale a` 500 MPa, celle pour laquelle
cette configuration devrait rompre. Expe´rimentalement, nous savons que 500 MPa est
la limite d’endurance. Le crite`re de Papadopoulos normalise´ devrait nous donner une
valeur de 1, valeur seuil de tenue a` la fatigue de la structure. Or, la valeur releve´e est
de 1.157, bien au dessus de la valeur expe´rimentale. Il faut donc augmenter la valeur de
la limite d’endurance en traction-compression alterne´e de la matrice pour atteindre une
valeur de pre´diction du crite`re e´gale a` 1. Le profil de la courbe repre´sentant la limite
d’endurance en fonction du crite`re de Papadopoulos est quasi-line´aire (figure 6.6). Nous
obtenons finalement la limite d’endurance en traction-compression adapte´e a` la matrice
de 522.12 MPa.
Figure 6.6 : Influence de la limite d’endurance associe´e a` la matrice sur la de´termination du crite`re de
Papadopoulos
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6.4.2 Conditions aux limites sur les inclusions
Dans le but de mode´liser les contraintes a` l’interface de chaque inclusion, il est possible
de leur associer des conditions limites en vitesse et en pression hydrostatique de type
Dirichlet c’est a` dire a` chaque nœud frontie`re. Pour comparer l’influence des conditions
limites sur le calcul en fatigue, nous avons sollicite´ un volume e´le´mentaire contenant un
chapelet d’inclusions oriente´ a` 90◦ avec les statistiques associe´es au coude. Nous avons
pris un module d’Young constant, un maillage constant pour tous les calculs avec des
conditions limites identiques sur le volume e´le´mentaire. Les re´sultats sont re´fe´rence´s sur
la figure 6.7 qui repre´sente la valeur du crite`re de Papadopoulos en fonction de la pression
hydrostatique applique´e aux inclusions.
Figure 6.7 : Variations du crite`re de Papadopoulos par rapport aux conditions aux limites applique´es
sur les inclusions
Lorsque nous comparons les re´sultats en conside´rant les conditions aux limites locales
sur les inclusions et sans condition aux limites, nous voyons un saut de contrainte tre`s
important apparaˆıtre. En effet, en imposant 0 MPa, nous voyons que nous passons d’une
valeur du crite`re de 1.04 a` 1.2. Ce saut nume´rique est duˆ au passage brusque d’une
interaction matrice/inclusion diffe´rente. De plus, nous voyons que le profil associe´ aux
conditions aux limites est syme´trique. Que nous associons des conditions en traction ou
en compression, les re´sultats sont quasiment les meˆmes puisque le cycle de chargement
est syme´trique. Nous avons balaye´ les pressions hydrostatiques impose´es de −50 MPa
a` 50 MPa ne connaissant pas exactement les contraintes re´siduelles a` l’interface. Nous
voyons que, mis a` part le saut nume´rique en contrainte, l’augmentation de la valeur seuil
est assez limite´e. Il n’est pas possible de lisser les conditions aux limites a` l’interface car
elles sont impose´es directement aux nœuds du sous-volume associe´ (ge´ome`tre en langage
CIMLIB). De plus, nous ne connaissons pas les contraintes re´siduelles me´caniques apre`s
mise en forme et les contraintes re´siduelles thermiques dues au refroidissement. Dans la
suite, nous ne conside´rerons donc pas de conditions aux limites aux inclusions pour e´viter
les sauts de contrainte.
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6.4.3 Variation du module d’Young
Nous avons conside´re´ dans les calculs sur volume e´le´mentaire un comportement e´las-
tique des inclusions et un comportement e´lastoplastique de la matrice qui peut subir
des de´formations plastiques locales. Nous avons conside´re´ un cœfficient de Poisson iden-
tique de 0.3 pour la matrice et les inclusions mais des modules d’Young diffe´rents. Nous
avons conside´re´ un module d’Young du mate´riau he´te´roge`ne matrice/inclusion constant de
218 670 GPa. Le module d’Young de la matrice est calcule´ a` partir de l’approche de Voigt.
Afin de voir l’influence des tirages statistiques des modules d’Young associe´s aux inclu-
sions, nous avons compare´ les re´sultats des simulations sur un volume e´le´mentaire avec des
modules d’Young de valeurs identiques, et des valeurs de modules d’Young se´lectionne´s
selon un tirage en loi normale obtenu lors des essais de nanoindentation. La moyenne des
modules d’Young inclusionnaires est de 118 790 GPa avec un e´cart-type de 40.5 GPa.
Afin d’e´viter les sauts nume´riques que nous avons releve´s lors de l’application des con-
ditions aux limites aux inclusions, nous pouvons associer une loi de me´lange line´aire
entre la matrice et les inclusions dans la direction du gradient a` l’interface. La longueur
caracte´ristique est parame´trable par l’utilisateur. Nous avons choisi de prendre comme
distance de line´arisation la longueur caracte´ristique moyenne des e´le´ments du maillage
total. Sur la figure 6.8 (b), nous voyons que le module d’Young associe´ a` l’inclusion a`
un profil line´aire au voisinage de l’interface de l’inclusion dans la direction des normales
affiche´es sur la figure 6.8 (a).
Figure 6.8 : Line´arisation du module d’Young a` l’interface inclusion/matrice selon le profil (b) dans la
direction des normales a` l’interface (a)
Nous pouvons donc e´viter les sauts de contraintes nume´riques au voisinage des in-
clusions. Nous avons se´lectionne´ 6 volumes e´le´mentaires constitue´s d’un chapelet oriente´
a` 0◦ par rapport a` la direction de sollicitation avec les statistiques du bras fixe (figure 6.9).
Un calcul en fatigue a ensuite e´te´ effectue´ sur chacun d’eux en conside´rant comme
valeur seuil les valeurs maximales du crite`re de Papadopoulos. Dans un premier temps,
nous conside´rons le module d’Young associe´ aux inclusions comme identique. Les valeurs
seuil associe´es sont re´pertorie´es en figure 6.10. Nous pouvons de`s a` pre´sent noter que les
valeurs maximales apparaissent le plus souvent entre les inclusions et non a` l’interface
d’une seule inclusion. Il se peut que plusieurs zones de contraintes maximales apparais-
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Figure 6.9 : Tirage statistique de 6 chapelets d’inclusions oriente´s a` 0◦ par rapport a` la sollicitation
selon les lois stochastiques adapte´es a` chaque morphologie inclusionnaire
sent dans le meˆme chapelet (dernie`re image de la figure 6.10). Ensuite, nous associons a`
chaque inclusion des modules d’Young de´termine´s a` partir des statistiques expe´rimentales.
Les zones critiques sont diffe´rentes des zones pre´ce´dentes (figure 6.11). Ceci montre que le
module d’Young est un facteur de concentration de contraintes significatif, au meˆme titre
que la morphologie des inclusions. Comme dans le cas pre´ce´dent, plusieurs zones critiques
peuvent apparaˆıtre dans le chapelet et toujours au voisinage d’un amas d’inclusions dense.
De plus, comme le montre la figure 6.12, les valeurs associe´es au crite`re de Papadopoulos
sont plus importantes dans le cas d’un tirage statistique des modules d’Young. Etant
donne´ l’e´cart-type de la loi statistique, il n’est pas e´tonnant que certaines zones soient des
lieux de concentration de contrainte plus e´leve´e.
Nous avons e´galement fait les meˆmes calculs pour des orientations a` 45◦ et a` 90◦
selon 6 statistiques donne´es, repre´sente´es e´galement sur la figure 6.12, soit un total de 36
simulations. Les tendances sont les meˆmes avec cependant un e´cart qui croˆıt en fonction
de l’angle du chapelet par rapport a` la sollicitation. Cela implique que plus l’angle de
fibrage est grand par rapport a` la direction de sollicitation, et plus la tenue a` la fatigue
de´croˆıt ce que nous avions note´ expe´rimentalement. A noter cependant que les e´carts
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Figure 6.10 : Zones critiques (entoure´es en blanc) obtenues sur les chapelets de la figure 6.9 soumis a`
un cyclage en contraintes impose´es pour des modules d’Young constants
Figure 6.11 : Zones critiques (entoure´es en blanc) obtenues sur les chapelets de la figure 6.9 soumis a`
un cyclage en contraintes impose´es pour des modules d’Young tire´s selon une loi normale
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restent modestes. Quelle que soit la configuration statistique des inclusions associe´es au
bras fixe, la valeur de la limite de fatigue change peu. Nous pouvons e´galement noter que
l’e´cart entre les modules d’Young constants et statistiques s’accroˆıt pour un fibrage a` 45◦
et 90◦. Le module d’Young prend une importance croissante.
Figure 6.12 : Influence du module d’Young sur la pre´diction du crite`re de Papadopoulos
6.4.4 Influence de la qualite´ du maillage
Nous allons conside´rer dans une premie`re partie l’influence de la qualite´ du maillage
sur les simulations en fatigue d’un volume e´le´mentaire. Nous avons conside´re´ le cas du
bras sollicite´ qui posse`de les statistiques les plus he´te´roge`nes. Nous avons compare´ deux
maillages anisotropes raffine´s au moyen du mailleur topologique MTC. Pour l’un des
maillages, nous avons arreˆte´ les ite´rations de remaillage a` 6 incre´ments et l’autre a` 16
incre´ments de raffinement. Les deux maillages contiennent environ 12 000 000 d’e´le´ments
te´trae`driques chacun. La figure 6.13 compare une meˆme zone de maillage avec les deux
niveaux de remaillage. Nous y avons repre´sente´ les valeurs obtenues pour le crite`re de
Papadopoulos. Nous voyons (en rouge) que les zones de contraintes maximales sont
diffe´rentes pour les deux configurations.
Nous avons e´galement effectue´, pour chaque qualite´ de maillage, un calcul en fatigue
en conside´rant la line´arite´ du module d’Young a` l’interface inclusion/matrice sur une
distance e´gale a` la longueur caracte´ristique moyenne hmoy et la longueur caracte´ristique
minimale moyenne´e hmin de tous les e´le´ments du maillage. La figure 6.14 re´sume toutes
les valeurs critiques du crite`re de Papadopoulos pour chaque configuration. Nous pouvons
voir, que pour une distance de me´lange (distance de line´arisation de´finie sur la figure 6.8)
e´quivalente, les calculs sur les deux maillages donnent une limite d’endurance diffe´rente
de pre`s de 25 MPa, quel que soit le choix de la distance de me´lange. De plus, pour
un maillage donne´, conside´rer la distance de me´lange moyenne ou minimale donne une
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Figure 6.13 : (a) Maillage ite´ratif a` 6 incre´ments de remaillage et (b), maillage ite´ratif a` 16 incre´ments
de remaillage
diffe´rence sur la pre´diction de la limite d’endurance en traction-compression alterne´e de
pre`s de 20 MPa. La configuration qui donne les parame`tres en fatigue les plus optimistes
est celle re`alise´e avec le maillage fin et une distance de me´lange minimale. Au con-
traire, la configuration la plus pessimiste est celle posse´dant le maillage le plus grossier
avec une distance de me´lange moyenne. Ces re´sultats sont cependant a` prendre avec
pre´caution. En effet, le raffinement du maillage au voisinage de l’interface des inclusions
et le de´raffinement de la matrice ne sont pas synchronise´s. Le de´raffinement peut e´liminer
certains e´le´ments en frontie`re des inclusions, diminuant ainsi la taille des inclusions et
donc leur influence sur le calcul. Le meilleur compromis que nous ayons trouve´ entre
qualite´ de maillage et nombre d’e´le´ments a e´te´ de conside´rer un nombre d’incre´ments de
8 soit environ 40 heures de calcul sur 16 processeurs Opteron cadence´s a` 2GHz.
Afin de mieux comprendre l’influence de cette distance de me´lange, nous avons con-
side´re´ une configuration statistique fixe que nous avons sollicite´e sur un cycle de charge-
ment en faisant varier la distance de me´lange utilise´e pour line´ariser le module d’Young
au voisinage des inclusions. La figure 6.15 repre´sente les re´sultats de ces simulations en
montrant l’e´volution des valeurs que donne le crite`re de Papadopoulos en fonction de
la distance de me´lange utilise´e. hmin, hmoy et hmax correspondent respectivement aux
valeurs moyennes des longueurs caracte´ristiques minimale, moyenne´e et maximale sur
tout le volume e´le´mentaire. Les valeurs pre´dites de´croissent rapidement en fonction de
l’augmentation de la distance de me´lange pour atteindre la valeur 1 dans le cas ou` elle
e´gale la longueur du volume e´le´mentaire. Nous avons se´lectionne´, pour la suite des simula-
tions, une distance de me´lange e´gale a` la distance moyenne des longueurs caracte´ristiques
des e´le´ments du maillage, correspondant approximativement a` la distance de raffinement
du maillage au voisinage des inclusions MnS.
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Figure 6.14 : Valeur du crite`re de Papadopoulos selon la qualite´ du maillage global et le maillage
constituant l’interface inclusion/matrice
Figure 6.15 : Valeur du crite`re de Papadopoulos par rapport a` la taille caracte´ristique des e´le´ments
te´trae`driques du maillage a` l’interface inclusion/matrice
En conclusion, nous avons une sensibilite´ des re´sultats fortement de´pendante du mail-
lage. Une e´tude de convergence plus pousse´e devrait eˆtre re´alise´e mais cela serait beaucoup
trop couˆteux en termes de temps CPU. Cependant, pour tous les tests nume´riques que
nous avons re´alise´s par la suite, le calage des parame`tres et les calculs ont e´te´ faits avec les
meˆmes parame`tres de maillage et de distance de me´lange. Dans ce cas la`, nous pouvons
conside´rer que l’influence de ces parame`tres nume´riques est relativement faible, ou du
moins assez bien controˆle´e.
6.5. RE´SULTATS DE LA MODE´LISATION MICROSTRUCTURALE 164
6.5 Re´sultats de la mode´lisation microstructurale
En conside´rant l’influence des parame`tres nume´riques, nous avons utilise´ le meˆme
protocole pour tous les cas de corroyage et d’orientation du chapelet :
• Remaillage anisotrope sur 8 incre´ments avec taille de maille fixe´e.
• Module d’Young associe´ aux inclusions selon une loi statistique normale.
• Me´lange line´aire des parame`tres rhe´ologiques de la matrice et des inclusions au
voisinage de l’interface sur une distance moyenne e´gale a` la longueur caracte´ristique
moyenne des e´le´ments du maillage total.
• Conditions aux limites en traction-compression alterne´e sur un cycle avec syme´trie
sur les faces late´rales.
• Limite d’endurance en traction-compression alterne´e de la matrice de 522.12 MPa.
• Limite d’endurance en torsion alterne´e de la matrice de 330 MPa.
Pour la de´termination des endurances limites, deux tirages ale´atoires ont e´te´ teste´s
d’ou` l’e´cart-type non de´termine´. Pour les autres valeurs, 4 tirages statistiques ont e´te´
effectue´s et des tests de fatigue ont e´te´ re´alise´s. En conside´rant les valeurs du crite`re de
Papadopoulos pour le parame`tre Mσ, nous obtenons les cœfficients α et β correspondant
au niveau de corroyage (de´crit par les statistiques de forme des inclusions) et l’angle du
fibrage de´crit par l’orientation du chapelet d’inclusions dans le volume e´le´mentaire. Les
re´sultats des limites d’endurance en traction-compression alterne´e sont donne´s en figure
6.16.
Figure 6.16 : De´termination des limites d’endurance en traction-compression alterne´e a` partir des
calculs sur volume e´le´mentaire
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Nous nous apercevons tout d’abord que les re´sultats obtenus nume´riquement pour le
barreau sont tre`s proches des valeurs obtenues expe´rimentalement. Cependant, nume´ri-
quement les limites d’endurance sont plus importantes. Cela provient probablement de
la non prise en compte dans les simulations des conditions aux limites au niveau des in-
clusions (σres de refroidissement) et de l’he´te´roge´ne´ite´ de la matrice bainitique que nous
avons suppose´e isotrope. Pour les autres configurations, nous voyons que les re´sultats
de´croissent au fur et a` mesure que l’angle du fibrage par rapport a` la sollicitation croˆıt.
Cependant, cette de´croissance est plus marque´e dans le cas d’un corroyage moins impor-
tant (coude). De plus, nous voyons nettement que, quel que soit le niveau de corroyage,
les dispersions des re´sultats sont beaucoup moins marque´es pour un fibrage a` 0◦ que pour
un fibrage a` 90◦. En effet, a` 0◦, la diffe´rence entre la limite d’endurance du bras fixe et du
coude est d’environ 5 MPa alors que pour un angle de 90◦, cette diffe´rence est de 40 MPa.
Nous voyons que plus le corroyage est fort, et plus le degre´ d’anisotropie (marque´ par la
diffe´rence des limites d’endurance) est faible ce qui est ve´rifie´ expe´rimentalement. En
effet, pour le bras fixe posse´dant un fort corroyage, la diffe´rence des limites d’endurance
calcule´es entre 0◦ et 90◦ est de 10 MPa alors que pour le coude, la diffe´rence est de
35 MPa. L’augmentation du taux de corroyage entraˆıne une augmentation de la limite
d’endurance. Ceci re´pond concre`tement aux interrogations des forgerons qui souhaitent
de´montrer l’inte´reˆt des pie`ces forge´es par rapport aux techniques de mise en formes con-
curentes. Cet impact du corroyage sur la limite d’endurance est plus marque´ a` 90◦ et
finalement assez faible a` 0◦. Les moyennes et les e´carts-types des limites d’endurance
de´termine´es nume´riquement sont re´pertorie´s dans le tableau suivant :
Tableau 6.1 : Limites d’endurance en traction-compression alterne´e (MPa) obtenues par simulation sur
le volume e´le´mentaire et e´carts-types
corroyage 0◦ 45◦ 90◦
Bras Fixe 22.56 σD (MPa) 500 495.89 489.19
Ecart-type (MPa) 5.23 7.36 28.11
Coude 16.67 σD (MPa) 493.4 463.59 450.27
Ecart-type (MPa) 8.99 7.06 37.09
Bras sollicite´ 19.15 σD (MPa) 486 476.01 467.63
Ecart-type (MPa) 5.64 15.79 . . .
Barreau 80 mm 11.47 σD (MPa) 485.09 464.74 423.73
Ecart-type (MPa) . . . . . . . . .
Le tableau suivant re´sume les abaques associe´es a` chaque parame`tre α et β de la loi
Mσ (e´quation 6.8) de Papadopoulos pour toutes les configurations envisage´es :
Tableau 6.2 : Valeur des cœfficients α et β pour chaque valeur de corroyage et d’angle du fibrage
0◦ 45◦ 90◦
α β α β α β
Bras Fixe 0.99 1311.4 1.05 1311.4 1.16 1311.4
Coude 1.09 1311.4 1.6 1311.4 1.85 1311.4
Bras sollicite´ 1.21 1311.4 1.38 1311.4 1.523 1311.4
Barreau 80 mm 0.44 1184.2 0.3 1112.67 1.36 1164.33
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Il faut souligner que le barreau initial posse´dait de´ja` un taux de corroyage assez e´leve´
(15.87). Il aurait donc e´te´ inte´ressant de faire cette e´tude a` partir d’un barreau posse´dant
un taux de corroyage faible, car l’impact du taux de corroyage sur la limite d’endurance
est suppose´ quasiment constant au-dela` d’un corroyage de valeur 15.
6.6 Simulation en fatigue sur pie`ce forge´e
Ces calculs nous ont permis d’obtenir les cœfficients α et β pour chaque configuration.
Nous pouvons maintenant effectuer les calculs de dimensionnement en fatigue en con-
side´rant le triangle de suspension et les contraintes re´siduelles que nous avons calcule´es
durant tout le proce´de´ de mise en forme. Les conditions aux limites applique´es au triangle
de suspension lors du test de fatigue sont repre´sente´es sur la figure 6.17.
Figure 6.17 : Conditions aux limites applique´es au triangle de suspension pour la mode´lisation en
fatigue
Pour relier l’orientation du fibrage aux parame`tres microstructuraux, il faut calculer
l’angle que forme les vecteurs propres des contraintes principales et le vecteur fibrage.
Le vecteur fibrage a e´te´ calcule´ durant tout le proce´de´ de mise en forme. Il de´finit donc
l’orientation des inclusions suite aux de´formations subies par le triangle de suspension
pendant toutes les passes de mise en forme. Sachant que les cœficients α et β ont e´te´
de´termine´s par rapport a` une contrainte cyclique dirige´e selon un angle pre´cis, nous pou-
vons faire la correspondance avec les contraintes subies par le triangle lors de la simulation
en fatigue. Nous devons donc calculer les contraintes principales et les vecteurs propres
associe´s pour de´terminer la contrainte la plus grande. A cette valeur propre maximale
en contrainte, un vecteur propre y est associe´. Il s’agit donc de calculer l’angle que fait
ce vecteur propre avec le vecteur fibrage pour chaque e´le´ment du triangle. Soit A
σ
, la
matrice de passage associe´e au repe`re des contraintes principales, le vecteur fibrage dans
cette base s’e´crit :
V
′
fib = AσV fib (6.9)
Pour de´terminer l’angle entre les deux vecteurs, nous faisons le produit scalaire entre
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le vecteur propre associe´ a` la valeur propre maximale des contraintes Vσ et le vecteur
fibrage soit :
cos(θ) =
‖V σ‖‖V
′
fib‖
V σV
′
fib
(6.10)
Connaissant l’angle de fibrage, nous devons e´galement tenir compte du corroyage lo-
cal qu’a subi la pie`ce durant la mise en forme. Etant donne´ que la de´finition nume´rique
diffe`re de celle de´finie expe´rimentalement, nous devons utiliser la bijection entre les deux
intervalles de donne´es. Expe´rimentalement, l’intervalle de de´finition est compris dans
l’intervalle [15.75; 29.04] et nume´riquement, nous limitons l’intervalle a` [2.04; 15.69].
Une correspondance bijective existe entre les deux intervalles. Nous avons partage´ les in-
tervalles en 3 niveaux diffe´rents de corroyage correspondant au bras fixe, au bras sollicite´
et au coude.
Pour chaque taux de corroyage et angles de fibrage de´termine´s, nous associons aux
crite`res les valeurs des limites d’endurance que nous avons calcule´es nume´riquement sur
les volumes e´le´mentaires. Dans ce cas, seules les moyennes ont e´te´ utilise´es. Les conditions
en contraintes sont applique´es sur la moitie´ de la surface soit 27 ∗ pi ∗ 12 = 1018 mm2.
L’amplitude du chargement impose´ est de σa = 12 MPa. Nous avons lance´ une premie`re
simulation en ne conside´rant qu’une valeur fixe de α et β. En prenant la valeur moyenne
de toutes les limites d’endurance en traction-compression (480.56 MPa) et la limite
d’endurance en torsion alterne´e (330 MPa) nous trouvons une valeur critique du crite`re
de Papadopoulos classique de 1.095 soit une force de 12 215 N (contrainte applique´e mul-
tiplie´e par l’aire de la surface). Les zones critiques sont localise´es au niveau des ailes du
bras sollicite´ a` une distance de 110 mm du centre (figures 6.18 et 6.19). En rectifiant cette
valeur pour atteindre la valeur limite du crite`re a` 1, nous obtenons une force de 11 153 N .
La valeur expe´rimentale qu’Ascometal a de´termine´e est de 11 083 N avec un e´cart-type
de 204 N . Si nous utilisons cette fois les α et β anisotropes sans les e´carts-types (i.e. sans
effectuer de tirage statistique), nous obtenons une valeur de la force limite en fatigue de
11 286.9 N . La zone critique pre´dite se trouve au voisinage de la zone pre´dite dans le
pre´ce´dent calcul (figures 6.18 et 6.19).
Figure 6.18 : Pre´diction de la zone critique selon le crite`re de Papadopoulos
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Figure 6.19 : (a) Pre´diction de la distance de la zone critique sur Forge2005r par rapport a` (b) la
zone calcule´e par Ascometal
Afin de garantir la dispersion statistique des re´sultats, nous avons mene´ 10 tests
nume´riques en conside´rant cette fois-ci les e´carts-types re´fe´rence´s dans le tableau 6.5.
Ainsi, en supposant une statistique normale des limites d’endurance, nous pouvons obtenir,
pour chaque e´le´ment du maillage, des parame`tres mate´riaux α et β tire´s statistiquement.
Nous obtenons une force limite moyenne de 11 279.6 N pour un e´cart-type de 276.2 N . La
pre´diction de la force limite est supe´rieure a` celle que nous obtenons expe´rimentalement
de 197 MPa ce qui est faible; mais nous faisons une diffe´rence de 35% sur l’e´cart-type.
Les valeurs sont surestime´es sans pour autant eˆtre tre`s disperse´es. La zone critique de
rupture par fatigue est e´galement localise´e dans le bras sollicite´, au voisinage de la zone
pre´dite nume´riquement (figure 6.19). Nous avons donc une bonne corre´lation au niveau
de la pre´diction qualitative mais e´galement quantitative. L’utilisation des statistiques
ame´liore les re´sultats pre´dictifs par rapport a` une utilisation classique du crite`re de Pa-
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padopoulos. De plus, cette approche nous permet d’obtenir un e´cart-type proche de la
valeur expe´rimentale. A noter que chacun des calculs dure environ 40 minutes sur 1 pro-
cesseur (processeur AMD athlon 3,4 GHz) pour un maillage constitue´ de 64 541 e´le´ments
et de 18 760 nœuds.
Certaines pie`ces industrielles peuvent eˆtre obtenues aussi bien par usinage que par
forgeage. Une pie`ce usine´e est souvent moins couˆteuse a` re´aliser, mais pre´sente deux
inconve´nients majeurs. Le fibrage y est unidirectionnel, puisque la pie`ce n’a pas e´te´
mise en forme par de´formations successives, ce qui donne lieu parfois a` certains chapelets
d’inclusions perpendiculaires a` la surface. Si ces chapelets se situent dans des zones forte-
ment sollicite´es, les proprie´te´s en fatigue de la pie`ce seraient fortement diminue´es. Une
pie`ce usine´e pre´sente e´galement un corroyage plus faible que celui d’une pie`ce forge´e, ce
qui diminue e´galement sa re´sistance a` la fatigue.
Pour mettre en e´vidence ces deux phe´nome`nes, nous avons re´alise´ un cas volontaire-
ment extreˆme sur le triangle e´tudie´ pre´ce´demment :
- un fibrage initial unidirectionnel volontairement mal oriente´, cest a` dire oriente´ perpen-
diculairement aux contraintes de sollicitations cycliques (figure 6.20).
- un corroyage correspondant a` celui du barreau de diame`tre 80 mm utilise´ initialement
pour le forgeage (nous prenons donc les parame`tres du crite`re de Papadopoulos relatifs
au barreau 80 mm).
Figure 6.20 : (a) Fibrage oriente´ volontairement a` 90◦ par rapport a` l’axe de sollicitation ; (b) Pre´diction
de la distance de la zone critique sur Forge2005r
Avec cette configuration, nous notons que les contraintes maximales sont localise´es au
niveau de la partie encastre´e qui supporte l’axe de liaison (figure 6.20), zone dans laquelle
le fibrage est quasiment perpendiculaire a` la surface. De plus la valeur d’effort critique,
e´gale a` 11 279.6 N pour un triangle forge´, ne vaut maintenant que 6 570 N.
Ceci montre l’importance d’avoir un fibrage bien adapte´ par rapport aux contraintes
en service, ainsi que l’effet be´ne´fique du corroyage sur les proprie´te´s en fatigue. Cette
pie`ce ne serait bien entendu pas re´alisable par usinage car les dimensions du triangle sont
telles qu’il ne serait pas possible de la fabriquer par usinage, mais il s’agit la` d’un cas
fictif. Certaines autres pie`ces, plus petites, sont re´alise´es par usinage. L’outil nume´rique
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de´veloppe´ au cours de cette the`se permettrait alors de de´montrer l’impact du forgeage sur
les proprie´te´s en fatigue par rapport a` des pie`ces usine´es.
6.7 Suivi de fissures : premiers de´veloppements
Il est possible, expe´rimentalement, de suivre au fur et a` mesure, l’amorc¸age et la
propagation d’une fissure au voisinage des inclusions en utilisant la technique de micro-
tomographie (figure 6.21) [28]. Il s’agit d’une technique non destructive utilisant les
rayons X qui permet de cre´er des sections transverses d’un objet 3D avec une re´solution
microscopique.
Figure 6.21 : Amorc¸age et suivi de fissures par microtomographie [24]
Le crite`re de Papadopoulos nous permet de de´terminer les zones de contraintes max-
imales constituant des zones susceptibles de provoquer un amorc¸age de fissure. Dans le
but de mode´liser la rupture au voisinage des zones seuil et le suivi de fissure, nous avons
utilise´ la me´thode kill-element [36] qui consiste a` supprimer les e´le´ments endommage´s du
maillage (modification de la table de connectivite´) et du calcul me´canique (figure 6.22).
Figure 6.22 : Zones d’amorc¸age de fissure apre`s un calcul en fatigue sur un cycle
L’avantage de cette me´thode est sa facilite´ d’implantation et d’utilisation dans un
code e´le´ments finis. Cependant, cette me´thode engendre un enle`vement de matie`re non
physique. L’e´quation de conservation de la masse n’est donc plus ve´rifie´e. De plus, dans
la version utilise´e, certains e´le´ments peuvent eˆtre relie´s par un seul nœud au maillage ou
eˆtre comple´tement de´tache´s du maillage. Ces e´le´ments non conformes peuvent ralentir la
convergence du calcul ou tout simplement eˆtre la cause d’un mauvais conditionnement de
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la matrice de rigidite´ amenant l’arreˆt du calcul. Sur la figure 6.23, nous avons repre´sente´
un exemple d’amorc¸age de fissures pre`s des inclusions MnS dans un chapelet oriente´ a`
90◦. Toutes les fissures se propagent dans le plan perpendiculaire a` l’axe de sollicitation
(figure 6.23) ce que nous avions de´ja` releve´ lors des analyses expe´rimentales.
Figure 6.23 : Suivi des fissures sur 2 cycles de sollicitation pour un chapelet oriente´ a` 90◦
Si nous regardons la configuration d’un chapelet oriente´ a` 45◦, nous pouvons voir
l’apparition de quelques fissures se propageant a` 45◦ (figure 6.24).
Figure 6.24 : Suivi des fissures sur 3 cycles de sollicitations pour un chapelet oriente´ a` 90◦ a` partir des
valeurs seuil calcule´es selon le crite`re Mσ de Papadopoulos
Cependant, le mauvais conditionnement de la matrice ne nous permet pas de pousser
plus en avant la propagation des fissures jusqu’a` la coalescence a` cause des proble`mes
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de connectivite´ du maillage. De plus, le crite´re de Papadopoulos n’ai pas force´ment le
meilleur crite`re a` utiliser pour calculer le suivi de fissures en fatigue.
6.8 Conclusion
Les calculs a` l’e´chelle du volume e´le´mentaire ont permis de de´terminer les cœfficients
α et β du crite`re de Papadopoulos du Metasco MC en fonction du corroyage subi et de
l’orientation de la microstructure. Nous avons suppose´ une structure matricielle isotrope
dans laquelle les inclusions MnS ont e´te´ ge´ne´re´es selon les statistiques morphologiques
de´termine´es par des analyses microstructurales et des analyses de caracte´risation sur
un chapelet d’inclusions. Nous avons pu e´galement tenir compte du taux de re´duction
subi par le triangle durant tout le proce´de´ de mise en forme et l’associer aux valeurs
expe´rimentales que nous avons mesure´es. Ainsi, les caracte´ristiques d’anisotropie struc-
turale ont pu eˆtre utilise´es lors du calcul en fatigue de la pie`ce industrielle en adaptant le
crite`re de Papadopoulos et notamment les cœfficients α et β qui de´pendent de la direction
du fibrage n et du taux de corroyage Kcor.
L’approche microscopique permet de mettre en e´vidence l’anisotropie due aux chapelets
d’inclusions. Nous retrouvons les tendances observe´es expe´rimentalement concernant le
roˆle du corroyage sur la de´termination des limites d’endurance et l’influence du fibrage.
En effet, l’e´tude microstructurale montre que l’augmentation de l’angle de fibrage influ-
ence de fac¸on tre`s ne´faste la limite d’endurance (dans ce cas ci en traction-compression).
Quant au corroyage, son influence diminue l’effet du fibrage lorsqu’il augmente (figure
6.16).
L’approche du triangle de suspension a montre´, quant a` elle, que nous e´tions capable
de faire une approche multi-e´chelles globale pour une pie`ce industrielle en conside´rant, en
plus des calculs classiques de fatigue, un e´cart-type tre`s bien de´fini.
La souplesse de la de´marche nous permet d’ame´liorer encore l’e´tude en conside´rant
une microstructure mieux adapte´e avec l’ajout des barrie`res microstructurales telles que
les joints de grains des anciens grains auste´nitiques. De plus, il est possible de prolonger
l’e´tude de l’amorc¸age des fissures pre´dites par le crite`re de fatigue vers un endommage-
ment complet de la microstructure en ame´liorant les me´thodes de suivi de fissures. La
me´thodologie employe´e ici peut naturellement eˆtre utilise´e pour comprendre l’influence
des inclusions dans le cadre de la rupture ductile.
Conclusion
L’e´tude de la fatigue a` grand nombre de cycles peut eˆtre e´tudie´e suivant deux approches
qui peuvent sembler contradictoire a` premie`re vue mais qui sont en fait comple´mentaires :
l’approche de´terministe et l’approche statistique. L’approche de´terministe est repre´sente´e
par les approches a` l’e´chelle du grain avec une re´ponse binaire au proble`me d’adaptation
de la matie`re. L’approche statistique conside`re ge´ne´ralement un aspect plus global du
phe´nome`ne de la fatigue et engloble plusieurs caracte´ristiques physiques en une approche
pragmatique.
Au cours de cette the`se, nous avons suivi une approche originale qui conside`re les deux
concepts dans le cas d’applications aux pie`ces forge´es. Ces pie`ces ont des caracte´ristiques
structurales re´sultantes du proce´de´ de mise en forme. Les grandes de´formations subies lors
du forgeage et les transformations de phase subies par le mate´riau induisent des contraintes
thermome´caniques se´ve`res. Ces contraintes induisent une orientation pre´fe´rentielle de la
microstructure dans la direction des de´formations maximales donnant lieu a` une anisotropie
structurale forte. Cette anisotropie morphologique est e´galement appele´e fibrage. Le
corroyage, re´sultant e´galement du proce´de´ de forgeage, joue un roˆle de´terminant dans la
re´ponse me´canique de la pie`ce. Ce corroyage est difficile a` appre´hender mathe´matiquement.
Nous le de´finissons couramment comme la de´formation que subit la pie`ce industrielle.
Cependant, nous lui avons donne´ une de´finition nume´rique adapte´e a` notre cas d’e´tude.
Nume´riquement, il est donc possible de repre´senter, avec quelques hypothe`ses, les car-
acte´ristiques finales des pie`ces forge´es. Cependant, pour aboutir a` une prise en compte
de ces parame`tres dans un calcul de fatigue, il faut tenir compte des caracte´ristiques
inhe´rentes au comportement du mate´riau. Ces caracte´ristiques de´pendent de la re´ponse
microstructurale de la pie`ce face a` des sollicitations cycliques en fatigue.
Nous avons donc de´veloppe´ des algorithmes de ge´ne´ration microstructurale. Ces algo-
rithmes permettent de ge´ne´rer des microstructures se rapprochant des statistiques mor-
phologiques que nous avons de´termine´es expe´rimentalement graˆce a` des analyses en mi-
croscopie optique et e´lectronique et par des essais de caracte´risation. La rhe´ologie de
chaque e´le´ment constituant la microstructure a pu eˆtre e´galement de´termine´e. Une mi-
crostructure adapte´e a e´te´ ge´ne´re´e nume´riquement afin d’e´tablir un plan d’expe´rience
nume´rique base´ sur des calculs par e´le´ments finis. Ces calculs nous ont permis d’e´tablir
statistiquement, les parame`tres nume´riques ne´cessaires relatifs au comportement local du
mate´riau. Ces parame`tres ont e´te´ ensuite utilise´s dans le calcul sur pie`ce re´elle au moyen
d’un crite`re classique de fatigue mais adapte´ statistiquement pour prendre en compte le
caracte`re dispersif du phe´nome`ne.
Cette e´tude est la re´sultante d’un consortium entre de nombreux partenaires afin de
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re´pondre a` un besoin de dimensionnement en fatigue de plus en plus pre´cis. La re´ponse
que nous avons apporte´e a e´te´ une nouvelle approche pragmatique du phe´nome`ne qui ne
conside`re que l’aspect microstructural du mate´riau. Les essais de fatigue expe´rimentaux
sont couˆteux et relativement difficiles a` mettre en place. Chaque essai demande e´galement
un investissement en temps tre`s important pouvant aller jusqu’a` 2 000 000 de sollicita-
tions cycliques, ou bien plus encore. Notre approche a le me´rite d’utiliser uniquement
deux limites d’endurance afin de caler les re´sultats en fatigue et d’utiliser les statistiques
morphologiques et rhe´ologiques de la microstructure. Cela demande e´galement un in-
vestissement nume´rique important mais il s’agit d’une me´thode beaucoup moins lourde
a` mettre en place que les essais me´caniques. Certaines hypothe`ses ont du eˆtre formule´es
tout au long de notre de´marche. Cependant, les re´sultats obtenus re´pondent a` un grand
nombre de questions pose´es initialement par nos partenaires industriels. Entre autres,
nous savons maintenant que le taux de corroyage a une influence be´ne´fique sur la limite
d’endurance. De plus, nous sommes capable, a` l’heure actuelle, de construire une chaˆıne
virtuelle de simulation allant du proce´de´ de forgeage jusqu’a` la tenue me´canique et qui
nous permet d’ame´liorer la pre´diction du dimensionnement en fatigue.
Chapitre 7
Perspectives
Les perspectives de ce travail sont tre`s nombreuses et ne concernent pas exclusivement
les calculs de fatigue mais e´galement les me´canismes d’endommagement et la ge´ne´ration de
microstructures virtuelles pour de tre`s nombreuses applications. Dans le cadre de ce pro-
jet, il serait inte´ressant d’ame´liorer le calcul de fatigue sur une microstructure compose´e de
grains et de plusieurs chapelets. Les grains ferritiques ne peuvent pas eˆtre nume´riquement
ge´ne´re´s a` ce jour (trop couˆteux nume´riquement) mais il est possible de repre´senter la
forme des anciens grains auste´nitiques nume´riquement puisque leur forme est globale-
ment repre´sentative d’une cellule de Vorono¨ı (figure 7.1). D’ailleurs, nous avons vu
qu’expe´rimentalement, les barrie`res microstructurales des anciens joints auste´nitiques in-
fluencent la propagation des fissures. Ainsi, pour chaque grain, des parame`tres mate´riaux
peuvent leur eˆtre associe´s selon les lois statistiques que nous avons de´termine´es lors de
l’analyse microstructurale. De plus, il conviendrait d’ame´liorer la me´thode de suivi de
fissures afin de suivre la propagation des fissures jusqu’a` la coalescence.
Figure 7.1 : Ge´ne´ration d’un volume e´le´mentaire contenant les anciens grains auste´nitiques et un
chapelet d’inclusions
Au dela` du cadre de la fatigue, la ge´ne´ration inclusionnaire ouvre des perspectives
importantes dans la repre´sentation des me´canismes d’endommagement dont les appli-
cations sont nombreuses. En effet, la repre´sentation explicite des inclusions a` l’e´chelle
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d’un volume e´le´mentaire peut nous permettre de mode´liser explicitement les diffe´rents
stades de l’endommagement ductile : la germination par fragmentation d’inclusions ou
par de´cohe´sion inclusion/ matrice, la croissance des porosite´s et enfin la coalescence, don-
nant lieu a` des fissures macroscopiques. Il serait alors possible de faire varier le type de
sollicitations ou le trajet de chargement de manie´re a` e´tudier l’influence sur les me´canismes
d’endommagement ductiles et, a` terme, d’enrichir les mode`les d’endommagement macro-
scopiques.
Au niveau de la ge´ne´ration inclusionnaire, les statistiques introduites et la qualite´
de maillage peuvent eˆtre encore ame´liore´es. De plus, nous nous sommes limite´s a` des
formes inclusionnaires dont les e´quations e´taient analytiquement inte´grables. Il serait
inte´ressant de ge´ne´rer des formes moins lisse´es et plus re´alistes. Nous avons vu que les
chapelets d’inclusions que nous avons oberve´s sur nos analyses M.E.B. pouvaient en fait
correspondre a` plusieurs veines d’inclusions longues mais qui ondulent a` cause du chemin
de de´formaion qu’elles ont subies. Une telle ame´lioration du logiciel de ge´ne´ration mi-
crostructurale nous permettrait d’ame´liorer de mieux repre´senter ces veines d’inclusions
ondule´es, et par conse´quent d’ame´liorer la repre´sentativite´ de nos calculs a` l’e´chelle mi-
crostructurale.
Le proble`me des conditions aux limites peut eˆtre e´galement ame´liore´ pour e´viter les
sauts nume´riques. La prise en compte d’un volume e´le´mentaire de forme plus complexe
serait e´galement a` envisager dans le cas d’une mode´lisation de la surface d’une pie`ce
grenaille´e par exemple. Sur la figure 7.2, nous avons repre´sente´ un exemple de la prise
en compte d’une forme ge´ome´trique du volumue e´le´mentaire non convexe. Une telle
e´tude serait particulie`rement inte´ressante dans la mesure ou` l’e´tat de surface joue un roˆle
pre´ponde´rant sur les proprie´te´s en fatigue.
Figure 7.2 : Volume e´le´mentaire non convexe
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Annexe A
Traitement des donne´es statistiques
et probabilistes
Afin de pre´senter les approches probabilistes et statistiques qui vont suivre, nous al-
lons expliquer, dans une premie`re partie, les diffe´rents outils ne´cessaires.
Soient X et Y, deux variables statistiques discre`tes de valeurs respectives note´es xi et
yi, i e´tant l’indice de la i
e`me valeur. Le nombre total de valeurs discre`tes sera note´ n.
Nous notons x, la moyenne arithme´tique associe´e a` la variable X donne´e par :
x =
∑n
i=1 xi
n
(A.1)
Nous de´finissons e´galement la variance Var(X) de la variable X par :
V ar(X) =
1
n
n∑
i=1
(xi − x)2 (A.2)
L’e´cart-type de X est donne´ par :
σ(X) =
√
V ar(X) (A.3)
Nous allons e´galement utiliser la de´finition du cœfficient de corre´lation qui nous per-
mettra de mesurer la de´pendance line´aire entre les deux variables statistiques X et Y de
carre´ inte´grables et de variances non nulles. Il est de´fini par l’e´quation suivante :
corr(X, Y ) =
∑n
i=1(xi − x)(yi − y)
nσ(X)σ(Y )
avec − 1 6 Corr(X, Y ) 6 1 (A.4)
La figure A.1 re´sume les caracte´ristiques de ce cœfficient. Il nous sera tre`s utile afin
de mettre en relation certains parame`tres de forme, notamment dans le chapitre 4.
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Figure A.1 : Interpre´tation du cœfficient de corre´lation line´aire entre deux variables statistiques X et
Y [34]
Pour chaque statistique de population N associe´e a` chaque caracte`re spe´cifique, un
e´chantillonnage avec un pas constant est effectue´. Nous partageons chaque donne´e selon
n unite´s afin de de´terminer la loi statistique suivie par la variable ale´atoire X [35].
L’e´chantillon dit de re´alisation qui en de´coule sera note´ (x1, x2, ..., xn). Nous de´finissons
l’espe´rance mathe´matique associe´e comme suit :
m = E(
1
n
n∑
i=1
(Xi)) = X (A.5)
Les lois de probabilite´ que nous utilisons ge´ne´ralement pour la description statistique
des donne´es sont la loi normale, la loi log-normale et la loi de Weibull. La loi statistique
normale est la plus ancienne de toutes. Elle de´coule directement du the´ore`me de la limite
centrale [7][65]. Ainsi, pour une variable ale´atoire X a` valeurs re´elles dans R, d’espe´rance
m et de variance σ2, la fonction densite´ de probabilite´ associe´e a` X de´finie par :
P(X 6 x) =
∫ x
−∞
fX(t)dt ∀x ∈ R (A.6)
est donne´e, dans le cas d’une loi normale, par :
fX(x) =
1
σ
√
2pi
exp(−(x−m)
2
2σ2
) (A.7)
Cette loi est note´e parN (m ;σ2). Nous de´finissons e´galement la fonction de re´partition
FX(X) par :
FX(x) = P[X 6 x] (A.8)
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En statistique, le the´ore`me de la limite centrale reste valable. Ainsi, la moyenne
empirique tend vers une loi normale quand n → ∞. La fonction de re´partition devient
alors :
FX(x) = P[X 6 x] =
∑
xi6x
P[xi 6 x] (A.9)
En pratique, n = 50 permet souvent de bonnes estimations statistiques. L’interpre´tation
ge´ome´trique de cette loi est donne´e sur la figure A.2.
Figure A.2 : Interpre´tation ge´ome´trique de la loi normale
Concernant la loi log-normale, le principe reste le meˆme. Ce n’est plus la variable
ale´atoire X qui va suivre une loi normale mais le logarithme de X. La variable ale´atoire a`
traiter devient donc ln(X). Nous notons m et σ2, l’espe´rance mathe´matique et la variance
de ln(X). X suit alors une loi log-normale, note´e LOGN (m ;σ2) si sa densite´ de probabilite´
s’e´crit :
fX(x) =
1
xσ
√
2pi
exp(−(ln(x)−m)
2
2σ2
) (A.10)
Son interpre´tation ge´ome´trique est donne´e sur la figure A.3.
Figure A.3 : Interpre´tation ge´ome´trique de la loi log-normale
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Enfin, la loi de Weibull a` deux parame`tres, propose´e par Waloddi Weibull en 1939,
sera note´e W(α ; β). La densite´ de probabilite´ est donne´e par :
fX(x) =
α
βα
xα−1exp(−(x
β
)α) (A.11)
Son interpre´tation ge´ome´trique est donne´e sur la figure A.4. Lorsque α = 1, nous
retombons sur la distribution de la loi exponentielle.
Figure A.4 : Interpre´tation ge´ome´trique de la loi de Weibull
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Annexe F
Cotes des e´prouvettes
Annexe G
Re´sultats des essais de fatigue
re´alise´s par le LPMI (ENSAM
d’Angers) et le laboratoire MATEIS
(INSA Lyon)
G.1 Essais de fatigue mene´s par le LPMI
Figure G.1 : Caracte´ristiques de l’e´prouvette de traction - compression alterne´e utilise´e pour les essais
de fatigue
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Figure G.2 : Me´thode staircase pour les e´prouvettes pre´leve´es a` 0◦ par rapport au fibrage et sollicite´es
en traction - compression alterne´e
Figure G.3 : Me´thode staircase pour les e´prouvettes pre´leve´es a` 45◦ par rapport au fibrage et sollicite´es
en traction - compression alterne´e
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Figure G.4 : Me´thode staircase pour les e´prouvettes pre´leve´es a` 90◦ par rapport au fibrage et sollicite´es
en traction - compression alterne´e
G.2 Essais de fatigue mene´s par le laboratoire MATEIS
Figure G.5 : Caracte´ristiques de l’e´prouvette de torsion alterne´e utilise´e pour les essais de fatigue
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Figure G.6 : Me´thode staircase pour les e´prouvettes pre´leve´es a` 45◦ par rapport au fibrage et sollicite´es
en torsion alterne´e
Figure G.7 : Me´thode staircase pour les e´prouvettes pre´leve´es a` 90◦ par rapport au fibrage et sollicite´es
en torsion alterne´e
Annexe H
Re´sultats des essais de fatigue
re´alise´s par le CREAS sur le triangle
de suspension
Figure H.1 : Caracte´ristiques de l’e´prouvette de traction - compression utilise´e pour les essais de fatigue
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Figure H.2 : Staircase des essais de fatigue en traction - compression alterne´e sur 13 e´prouvettes
pre´leve´es dans le triangle de suspension dans le sens du fibrage
Figure H.3 : Caracte´ristiques de l’e´prouvette de torsion utilise´e pour les essais de fatigue
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Figure H.4 : Staircase des essais de fatigue en torsion alterne´e sur 7 e´prouvettes pre´leve´es dans le
triangle de suspension dans le sens du fibrage
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Annexe J
Parame`tres morphologiques du
triangle de suspension, des inclusions
MnS et parame`tres microstructuraux
Caracte´ristiques ge´ome´triques du triangle de suspension
Tableau J.1 : Caracte´ristiques des sections transverses relatives aux e´chantillons liste´es en figure 4.3 :
Aire A en mm2, e´paisseur e en mm, largeur l en mm, indice de circularte´ et taux de corroyage
Echantillon A e l Circularite´ Corroyage
Coude1 724 25.20 33.20 1.32 18.41
Coude2 990 22.40 38.00 1.70 16.54
Coude3 1109 24.00 38.00 1.58 16.00
Coude4 1172 25.70 40.40 1.57 15.75
Coude5 944 24.20 39.30 1.62 16.79
Bras sollicite´1 851 16.30 41.40 2.54 17.37
Bras sollicite´2 706 15.00 39.50 2.63 18.59
Bras sollicite´3 533 13.00 37.00 2.85 20.90
Bras sollicite´4 575 12.30 45.00 3.66 20.21
Bras sollicite´5 682 18.00 43.20 2.40 18.84
Bras fixe1 854 19.00 36.00 1.89 17.35
Bras fixe2 573 14.50 32.30 2.23 20.24
Bras fixe3 461 16.00 30.30 1.89 22.37
Bras fixe4 402 20.20 27.00 1.37 23.97
Bras fixe5 286 16.20 21.20 1.31 29.04
Tableau J.2 : Caracte´ristiques des sections transverses relatives aux e´chantillons liste´es en figure 4.3 :
valeurs moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon A e l Circularite´ Corroyage
Coude 987.8 24.30 37.78 1.56 16.67
Bras sollicite 669.4 14.92 41.22 2.82 19.15
Bras fixe 515.2 17.18 29.36 1.74 22.56
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Caracte´ristiques ge´ome´triques des inclusions MnS
Tableau J.3 : Moyenne et e´cart-type (en µm) de la longueur (L), de la largeur (l), de l’aire (A) des
inclusions MnS, la fraction volumique qu’elles repre´sentent et l’e´cart-type de l’orientation des inclusions
en degre´
Echantillon L σL l σl A σA fV σθ
Coude 1 6.80 7.54 2.47 1.66 20.53 64.65 2.06 39.81
Coude 2 7.05 5.85 2.66 1.77 20.95 45.73 1.21 44.00
Coude 3 7.14 6.67 2.54 1.69 20.94 45.37 1.53 33.69
Coude 4 6.44 5.77 2.46 1.51 17.27 39.00 1.37 40.17
Coude 5 6.05 4.91 2.02 1.09 12.65 26.26 0.86 28.30
Bras sollicite´ 1 6.15 5.03 2.49 1.67 17.41 40.85 1.21 42.81
Bras sollicite´ 2 5.91 4.75 2.21 1.49 14.71 31.10 0.78 42.06
Bras sollicite´ 3 6.74 5.85 2.65 2.01 21.71 59.14 2.13 43.39
Bras sollicite´ 4 6.05 4.75 2.41 1.59 16.17 35.80 0.96 42.26
Bras sollicite´ 5 5.95 4.66 2.36 1.51 15.31 32.04 0.85 35.75
Bras fixe 1 6.48 5.37 2.40 1.54 17.41 40.34 1.01 43.87
Bras fixe 2 6.21 4.93 2.34 1.31 15.29 28.57 0.80 38.11
Bras fixe 3 6.56 6.43 1.91 1.02 13.26 37.57 0.69 24.87
Bras fixe 4 6.74 5.56 1.98 1.06 13.60 25.99 1.18 23.47
Bras fixe 5 6.12 4.80 1.88 0.96 11.51 22.47 1.06 24.84
Barreau 80mm 10.77 11.05 1.73 1.19 20.34 49.27 0.74 11.38
Tableau J.4 : Moyenne et e´cart-type (en µm) de la longueur (L), de la largeur (l), de l’aire (A) des
inclusions MnS, la fraction volumique qu’elles repre´sentent et l’e´cart-type de l’orientation des inclusions
en degre´ : valeurs moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon L σL l σl A σA fV σθ
Coude 6.70 6.15 2.43 1.54 18.47 44.20 1.41 37.19
Bras sollicite 6.16 5.01 2.42 1.65 17.06 39.79 1.19 41.25
Bras fixe 6.42 5.42 2.10 1.18 14.21 30.99 0.95 31.03
Tableau J.5 : Caracte´ristiques relatives aux coupes TS : Moyenne et e´cart-type (en µm) de la largeur
(l), de l’e´paisseur (e), de l’aire (A) des inclusions MnS, la fraction volumique qu’elles repre´sentent et
l’e´cart-type de l’orientation des inclusions en degre´
Echantillon l σl e σe A ϕA fV σθ
Coude 3.01 1.85 1.43 0.57 3.46 3.46 0.50 26.62
Bras sollicite´ 2.45 0.99 1.27 0.32 2.20 1.67 0.37 24.33
Bras fixe 2.62 1.25 1.55 0.51 3.14 3.36 0.63 26.38
Barreau de 80 mm 2.51 1.27 1.43 0.35 2.42 2.19 0.40 32.01
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Tableau J.6 : Moyenne et e´cart-type du logarithme de la longueur ln(L), de la largeur ln(l) et de l’aire
ln(A) pour les inclusions MnS
Echantillon ln(L) σln(L) ln(l) σln(l) ln(A) σln(A)
Coude 1 1.62 0.67 0.78 0.46 2.16 1.08
Coude 2 1.73 0.62 0.83 0.50 2.32 1.06
Coude 3 1.72 0.65 0.79 0.50 2.26 1.09
Coude 4 1.65 0.60 0.77 0.47 2.18 1.00
Coude 5 1.61 0.57 0.62 0.40 1.98 0.90
Bras sollicite´ 1 1.62 0.58 0.77 0.49 2.15 1.02
Bras sollicite´ 2 1.58 0.57 0.65 0.49 2.00 1.00
Bras sollicite´ 3 1.68 0.62 0.80 0.54 2.24 1.11
Bras sollicite´ 4 1.61 0.56 0.75 0.47 2.12 0.98
Bras sollicite´ 5 1.60 0.56 0.73 0.47 2.09 0.97
Bras fixe 1 1.66 0.59 0.75 0.46 2.17 1.00
Bras fixe 2 1.63 0.58 0.74 0.43 2.13 0.96
Bras fixe 3 1.65 0.61 0.55 0.41 1.96 0.93
Bras fixe 4 1.71 0.59 0.58 0.43 2.04 0.93
Bras fixe 5 1.63 0.55 0.54 0.40 1.94 0.87
Barreau 80mm 2.08 0.72 0.42 0.47 2.25 1.05
Tableau J.7 : Moyenne et e´cart-type de ln(L), de ln(l), de ln(A) pour les inclusions MnS : valeurs
moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon ln(L) σln(L) ln(l) σln(l) ln(A) σln(A)
Coude 1.67 0.62 0.76 0.47 2.18 1.03
Bras sollicite´ 1.62 0.58 0.74 0.49 2.12 1.02
Bras fixe 1.66 0.58 0.63 0.43 2.05 0.94
Tableau J.8 : Caracte´ristiques relatives aux coupes TS : Moyenne et e´cart-type (en µm) de
la largeur (ln(L)), de l’e´paisseur (ln(l)), de l’aire (ln(A)) des inclusions MnS et la fraction volumique
qu’elles repre´sentent
Echantillon ln(l) σln(l) ln(e) σln(e) ln(A) σln(A)
Coude 1.20 0.51 0.47 0.40 1.32 0.84
Bras sollicite´ 0.88 0.39 0.38 0.31 0.88 0.63
Bras fixe 0.84 0.33 0.46 0.26 0.81 0.52
Barreau de 80 mm 0.83 0.39 0.34 0.26 0.68 0.57
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Parame`tres ge´ome´triques lie´s aux chapelets d’inclusions MnS
Tableau J.9 : Moyenne et e´cart-type (en mm) de la largeur de chapelet et de la distance inter-chapelet
d’inclusions MnS
Echantillon lchapelet σlchapelet Dchapelet σDchapelet
Coude 1 20.4 12.12 59.7 22.49
Coude 2 21.08 11.66 52.2 19.1
Coude 3 24.01 16.5 52.5 17.35
Coude 4 24.33 14.71 54.5 23.21
Coude 5 21.13 11.39 52.74 17.74
Bras sollicite´ 1 21.99 12.75 56.93 18.96
Bras sollicite´ 2 23.9 13.65 52.25 23.81
Bras sollicite´ 3 21.85 10.66 51.58 14.98
Bras sollicite´ 4 26.49 16.27 58.07 22.61
Bras sollicite´ 5 22.06 8.2 56.91 33.6
Bras fixe 1 22.87 13.3 46.65 19.57
Bras fixe 2 19.11 9.74 49.34 24.64
Bras fixe 3 16.34 7.74 45.14 22.21
Bras fixe 4 13.21 7.92 34.2 16.36
Bras fixe 5 11.59 5.55 34.84 13.35
Barreau 80mm 33.21 17.46 57.00 26.15
Tableau J.10 : Moyenne et e´cart-type (en mm) de la largeur de chapelet et de la distance inter-chapelet
d’inclusions MnS : valeurs moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon lchapelet σlchapelet Dchapelet σDchapelet
Coude 22.19 13.28 54.33 19.98
Bras sollicite´ 23.26 12.31 55.15 22.79
Bras fixe 16.62 8.85 42.03 19.23
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Tableau J.11 : Moyenne et e´cart-type du logarithme de la largeur de chapelet et du logarithme de la
distance inter-chapelet d’inclusions MnS
Echantillon ln(l)chapelet σln(l)chapelet
ln(D)chapelet σln(D)chapelet
Coude 1 4.00 0.43 2.89 0.48
Coude 2 3.88 0.40 2.91 0.54
Coude 3 3.90 0.35 2.98 0.57
Coude 4 3.88 0.50 3.00 0.59
Coude 5 3.60 0.22 2.91 0.60
Bras sollicite´ 1 3.97 0.44 2.95 0.53
Bras sollicite´ 2 3.83 0.49 3.02 0.57
Bras sollicite´ 3 3.93 0.30 2.97 0.48
Bras sollicite´ 4 3.99 0.38 3.10 0.59
Bras sollicite´ 5 3.83 0.70 3.05 0.37
Bras fixe 1 3.73 0.55 2.98 0.55
Bras fixe 2 3.76 0.55 2.85 0.49
Bras fixe 3 3.66 0.58 2.69 0.45
Bras fixe 4 3.40 0.56 2.46 0.47
Bras fixe 5 3.48 0.39 2.35 0.43
Barreau 80mm 3.71 0.54 3.37 0.54
Tableau J.12 : Moyenne et e´cart-type du logarithme de la largeur de chapelet et du logarithme de la
distance inter-chapelet d’inclusions MnS : valeurs moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon ln(l)chapelet σln(l)chapelet
ln(D)chapelet σln(D)chapelet
Coude 3.85 0.38 2.94 0.56
Bras sollicite´ 3.91 0.46 3.02 0.51
Bras fixe 3.61 0.53 2.67 0.48
Tableau J.13 : Moyenne de l’e´paisseur (en mm) et rapport de forme largeur sur e´paisseur pour chaque
partie du coude et du barreau de 80 mm
Partie echapelet Rapport de forme
lchapelet
echapelet
Coude 6.96 3.21
Bras sollicite´ 8.71 2.67
Bras fixe 6.91 2.4
Barreau de 80 mm 16.85 1.97
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Tableau J.14 : Nombre d’inclusions MnS moyen par chapelet d’aire supe´rieure a` 1.4 µm2
Echantillon Nombre d’inclusions MnS Nombre d’inclusions moyen
par unite´ d’aire par chapelet
Coude 1 0.0068 88
Coude 2 0.0081 113
Coude 3 0.0084 151
Coude 4 0.0069 127
Coude 5 0.0082 114
Bras sollicite´ 1 0.0103 186
Bras sollicite´ 2 0.0068 145
Bras sollicite´ 3 0.0078 139
Bras sollicite´ 4 0.0069 180
Bras sollicite´ 5 0.0060 109
Bras fixe 1 0.0061 200
Bras fixe 2 0.0092 153
Bras fixe 3 0.0076 85
Bras fixe 4 0.0073 53
Bras fixe 5 0.0087 48
Barreau 80mm 0.0061 340
Tableau J.15 : Nombre d’inclusions MnS moyen par chapelet d’aire supe´rieure a` 1.4 µm2 : valeurs
moyenne´es pour les trois parties du triangle
Echantillon Nombre d’inclusions MnS Nombre d’inclusions moyen
par unite´ d’aire par chapelet
Coude 0.00768 118.6
Bras sollicite´ 0.00756 151.8
Bras fixe 0.00778 107.8
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Parame`tres lie´s a` la structure granulaire
Tableau J.16 : Moyenne et e´cart-type de la durete´ Vickers (HV) de la matrice et de la taille de grain
(en µm)
Echantillon DV σDV Lgrain σLgrain
Coude 1 334.05 11.68 3.02 3.15
Coude 2 336.86 8.21 3.08 3.41
Coude 3 323.11 10.36 3.39 2.88
Coude 4 334.07 14.01 3.17 3.26
Coude 5 336.05 12.96 3.35 3.52
Bras sollicite´ 1 326.27 17.70 3.18 4.12
Bras sollicite´ 2 340.61 10.20 3.09 4.00
Bras sollicite´ 3 348.62 14.51 2.32 2.71
Bras sollicite´ 4 334.48 16.31 2.79 2.62
Bras sollicite´ 5 379.40 21.48 2.02 1.53
Bras fixe 1 333.27 12.49 2.68 2.78
Bras fixe 2 328.41 12.55 3.06 3.01
Bras fixe 3 336.24 14.85 2.92 4.55
Bras fixe 4 357.83 18.01 2.10 2.36
Bras fixe 5 368.15 18.48 2.67 2.12
Barreau 80 mm 333.52 17.38 2.26 3.07
Coude coupe TS 354.57 11.00 3.91 4.28
Tableau J.17 : Moyenne et e´cart-type (en µm) de la longueur de Fe´ret (L), de la largeur (l) des grains
ferritiques, et l’e´cart-type de l’orientation des grains en degre´
Echantillon L σL l σl σθ
Coude 1 4.95 19.17 2.60 11.96 58.77
Coude 2 3.28 7.13 1.80 4.11 53.15
Coude 3 5.17 12.94 3.00 8.00 52.00
Coude 4 3.93 13.09 2.34 15.54 47.28
Coude 5 4.11 6.97 2.27 3.88 45.51
Bras sollicite´ 1 7.01 12.42 4.11 7.33 41.98
Bras sollicite´ 2 5.62 9.45 3.33 5.75 43.92
Bras sollicite´ 3 3.90 7.07 2.14 3.96 44.65
Bras sollicite´ 4 5.07 8.90 2.84 5.17 46.15
Bras sollicite´ 5 3.68 5.08 1.75 2.35 59.42
Bras fixe 1 3.49 5.85 2.01 3.54 48.48
Bras fixe 2 3.31 5.49 1.82 3.06 45.61
Bras fixe 3 5.45 10.47 3.09 6.06 43.65
Bras fixe 4 5.14 7.96 3.03 4.81 44.27
Bras fixe 5 .. .. .. .. ..
Barreau 80mm 2.71 4.45 1.51 2.41 49.56
Coude transverse 6.33 6.86 3.43 3.64 55.05
Annexe K
Re´sultats E.B.S.D.
Le but de l’analyse E.B.S.D. (Electron BackScattered Electron) est l’analyse cristallo-
graphique afin de de´terminer l’orientation de la microstructure (texture cristallographique)
mais aussi la taille moyenne des grains. Ce syste`me est directement relie´ au M.E.B. au
moyen d’une came´ra haute de´finition qui permet, graˆce a` un e´cran au phosophore, de
capter les particules diffracte´es. C’est la diffraction des e´lectrons qui va nous permettre
de faire cette analyse locale de la texture car ils sont beaucoup plus faciles a` focaliser que
les rayons X. L’interaction entre le faisceau d’e´lectrons et la matie`re donne naissance a`
un re´seau de lignes de Kikuchi (figure K.1), qui sont des paires de lignes alternativement
claires et sombres.
Figure K.1 : Re´seau de lignes de Kikuchi
Le calcul d’indexation des lignes permet de de´terminer les angles d’Euler pour les
grains analyse´s. L’indexation se fait ligne par ligne en choisissant la qualite´ du pas de
balayage. Nous avons se´lectionne´ un pas de balayage de 0.5 µm pour un grandissement
de ×500. La tension d’acce´le´ration d’entre´e se´lectionne´e au M.E.B. est de 20 kV avec une
taille de faisceau de 6. La distance de travail varie de 13 a` 19 mm. Nous avons oriente´
l’e´chantillon d’un angle de 70◦ en utilisant la focale dynamique pour calculer la topologie
vraie. L’acquisition des lignes s’est faite au moyen du logiciel TSL OIM/ Data Collection
qui nous permet de calibrer la came´ra en tenant compte du bruit de fond et d’utiliser
divers filtres nume´riques pour augmenter la qualite´ du signal d’entre´e. Le traitement des
donne´es s’est fait au moyen du logiciel TSL OIM Analysis 5.
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Les orientations des grains constituent des figures de poˆles qui permettent de de´terminer
directement les orientations pre´fe´rentielles dans le re´fe´rentiel associe´ a` l’e´chantillon. Nous
noterons RD, la direction du fibrage (”rolling direction”), TD la direction transverse
(”transverse direction”) et ND, la direction normale a` la surface de l’e´chantillon (”normal
direction”) de´crites en figure K.1. Nous nous sommes inte´resse´s aux familles des plans {1
0 0}, {1 1 0} et {1 1 1}. Il y a 6 plans e´quivalents pour la famille {1 0 0} ((1 0 0), (0 1 0),
(0 0 1), (-1 0 0), (0 -1 0) et (0 0 -1)). Pour la famille {1 1 0} il y a 9 plans e´quivalents ((1
1 0), (-1 1 0), (1 -1 0), (1 0 1), (-1 0 1), (1 0 -1), (0 1 1), (0 -1 1) et (0 1 -1)). Concernant
la famille {1 1 1}, il y en a 4, a` savoir (1 1 1), (-1 1 1), (-1 -1 1) et (-1 -1 -1). La direction
de glissement des plans {1 1 0} est <1 1 1> et pour la famille de plans {1 1 1}, l’ensemble
des directions de glissement sont <1 1 0>. Il est important de noter que dans un syste`me
cubique, les plans et les directions ayant meˆmes indices de Miller sont perpendiculaires
c’est a` dire que les normales aux plans re´ticulaires ont les meˆmes indices que ces plans
([hkl]⊥(hkl)) [62].
Sur la figure K.2, nous avons repre´sente´ les zones d’intensite´ maximale pour un grain
oriente´ dans le sens du fibrage. Pour de´terminer les figures de poˆles, nous avons oriente´
l’axe RD du re´fe´rentiel du polycristal.
Figure K.2 : Figures de poˆles pour les directions < 1 0 0 >, < 1 0 1 > et < 1 1 1 > pour un grain de
maille cubique ayant son re´fe´rentiel (1, 2, 3) co¨ıncidant avec le re´fe´rentiel du polycristal (RD, TD, ND)
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Echantillon Barreau LT
Figure K.3 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras fixe 1 LT
Figure K.4 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras fixe 2 LT
Figure K.5 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras fixe 3 LT
Figure K.6 : Figure de poˆles directe
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Echantillon Bras fixe 4 LT
Figure K.7 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras fixe 5 LT
Figure K.8 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras sollicite´ 1 LT
Figure K.9 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras sollicite´ 2 LT
Figure K.10 : Figure de poˆles directe
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Echantillon Bras sollicite´ 3 LT
Figure K.11 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras sollicite´ 4 LT
Figure K.12 : Figure de poˆles directe
Echantillon Bras sollicite´ 5 LT
Figure K.13 : Figure de poˆles directe
Echantillon Coude 1 LT
Figure K.14 : Figure de poˆles directe
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Echantillon Coude 2 LT
Figure K.15 : Figure de poˆles directe
Echantillon Coude 3 LT
Figure K.16 : Figure de poˆles directe
Echantillon Coude 4 LT
Figure K.17 : Figure de poˆles directe
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Echantillon Coude 5 LT
Figure K.18 : Figure de poˆles directe
Echantillon Coude TS
Figure K.19 : Figure de poˆles directe
Annexe L
Me´trique et topologie
L.0.1 Me´trique
De´finition 4. une me´trique de Rd est une matrice carre´e d’ordre d a` valeurs re´elles,
syme´trique et de´finie positive.
Une me´trique permet de mesurer l’espace et d’y associer une distance. En notant M
la me´trique, la forme biline´aire :
〈x, y〉M = y>Mx (L.1)
de´finit un produit scalaire, de norme :
‖x‖M =
√
x>Mx (L.2)
M est diagonalisable en :
M = R

1
h21
0
. . . 0
0 1
h2d
R> (L.3)
ou` R est la rotation forme´e de vecteurs propres de M et
(
1
h2i
)
1≤i≤d
les valeurs propres cor-
respondantes. M est de´finie par d directions principales de taille caracte´ristique associe´e
hi.
L.0.2 Simplexe
De´finition 5. un simplexe est l’e´le´ment constitutif du maillage. Soit 0 ≤ k ≤ d :
- un k-simplexe de Rd est l’enveloppe convexe de k + 1 points de Rd appele´s sommets ;
- une k-face d’un simplexe T est un k-simplexe dont les k + 1 sommets sont des sommets
distincts de T .
Nous avons introduit pre´ce´demment le concept du 2-simplexe ou triangle qui est le
constitutif des maillages surfaciques. Le 3-simplexe est le te´trae`dre utilise´ pour les mail-
lages volumiques notamment dans le logiciel Forge2005r. Un 4-simplexe est un pentatope
et plus ge´ne´ralement, un simplexe est un polytope. Une (k-1)-face d’un k-simplexe est
simplement une face de ce simplexe. De plus, un simplexe est dit non de´ge´ne´re´ si les
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vecteurs arreˆtes issus d’un de ses sommets sont line´airement inde´pendants. Un simplexe
est dit de re´fe´rence s’il est non de´ge´ne´re´ et que chacun de ses sommets n’a qu’une coor-
donne´e a` 1 et les autres a` 0.
La mesure d’un simplexe (volume d’un te´trae`dre, aire d’un triangle, . . . ) peut eˆtre
de´finie par la de´finition suivante :
De´finition 6. soit T un k-simplexe de Rd de sommets S0, . . . , Sk ; notons A la matrice
rectangulaire des vecteurs areˆtes issus de S0 : A = (S1 − S0, . . . , Sk − S0). La mesure de
T est :
|T | =
√
det (A>A)
k!
(L.4)
La mesure d’un simplexe est donc positive ou nulle. Dans le cas ou` |T | = 0, le simplexe
est alors de´ge´ne´re´. La me´trique associe´e a` un simplexe doit ve´rifier la proposition suivante
:
Proposition 1. soit T un k-simplexe de Rd non de´ge´ne´re´ de sommets S0, . . . , Sk
- il existe une unique me´trique MT pour laquelle T est e´quilate´ral unite´ (ses coˆte´s sont
e´gaux entre eux et valent 1)
- soit T 0 de sommets 0, S01 , . . . , S
0
k un k-simplexe e´quilate´ral unite´ dans la me´trique eu-
clidienne canonique, nous avons alors :
MT = A
>
TAT (L.5)
avec la matrice AT =
(
S01 , . . . , S
0
d
)
(S1 − S0, . . . , Sk − S0)−1 (L.6)
Nous pouvons donc associer a` chaque simplexe une me´trique qui lui est propre. La
qualite´ d’un k-simplexe T est mesure´e par un crite`re de forme donne´ par [46] :
De´finition 7. un crite`re de forme est une fonction scalaire continue c qui, a` un simplexe
T non de´ge´ne´re´ associe c(T ) tel que :
(i) 0 < c(T ) ≤ 1 ;
(ii) c(T ) = 1 si et seulement si T est e´quilate´ral ;
(iii) c(T )→ 0 lorsque T de´ge´ne`re ;
(iv) c(T ) est invariant par translation, rotation, homothe´tie et changement d’orientation ;
Le crite`re retenu dans le mailleur topologique utilise´ pour mailler les particules et les
grains est donne´ par :
c(T ) = c0
|T |
hkT
(L.7)
hT est la longueur d’areˆte moyenne (ou la longueur minimale ou la longueur maximale)
et c0 est une constante ne´cessaire pour rendre le crite`re de forme d’un e´le´ment e´quilate´ral
e´gal a` 1.
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L.0.3 Maillage
Par la suite, nous noterons le domaine du maillage par Ω et son bord par ∂Ω. Les
de´finitions qui suivent peuvent eˆtre adapte´es soit a` Ω et ∂Ω. Nous utiliserons la varie´te´
O qui de´signe soit Ω soit ∂Ω. Soit O une varie´te´ de Rd de dimension D − 1 (avec
1 ≤ D ≤ d+ 1). D de´signe le nombre de sommets des e´le´ments du maillage, repre´sentant
la dimension topologique du maillage alors que d est sa dimension spatiale.
De´finition 8. soient un ensemble fini N de points de O (appele´s nœuds) et un ensemble
T de (D-1)-simplexes non de´ge´ne´re´s (appele´s e´le´ments) dont les sommets appartiennent
a` N et notons F l’ensemble des faces de ces simplexes. (N ,T ) est un maillage de O si
et seulement si :
(i) chaque face de F partage un ou deux e´le´ments de T mais pas plus ;
(ii) l’intersection de deux e´le´ments distincts de T est une k-face de ces deux e´le´ments
avec k ∈ {−1, 0, . . . , D − 2} ;
(iii) l’union de tous les T forme O : ⋃
T∈T
T = O.
Dans le vocabulaire courant :
- l’ensemble T est appele´ topologie du maillage ;
- les voisins d’un nœud S sont les autres sommets des e´le´ments auxquels S appartient ;
- la frontie`re topologique d’un maillage est ∂T , l’ensemble des faces n’appartenant qu’a`
un e´le´ment.
Le volume du maillage est donne´ par la proposition suivante :
Proposition 2. soit (N ,T ) un maillage de Ω. La mesure de ce maillage est :
|Ω| =
∑
T∈∂T
|T | = 1
d
∫
⋃
F∈∂T
F
x.ndx (L.8)
En conside´rant la mesure de Ω comme |Ω| = ∫
Ω
dx =
∫ ⋃
T∈T
T
dx et div(x) = d. n est la
normale sortante unite´.
Nous comprenons maintenant que le remaillage sera gourverne´ par la direction n. Le
crite`re devient donc une minimisation de ce volume. Apre`s adaptation du maillage, le
maillage ne respecte jamais le champ de me´trique M qui a e´te´ utilise´ pour le ge´ne´rer. Il
existe un coefficient de conformite´ qui permet de quantifier la non conformite´ du maillage
[70].
